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RESUME 
Le sujet de cette these est l'etude de Ia stabilite des profils en acier fabriques a froid et a 
parois minces. L'interaction entre les phenomenes d'instabilite globale et le voilement local des 
parois du profil exerce un effet reducteur sur la charge de ruine. Le but est de developper un 
outil numerique capable non seulement de fournir une bonne estimation de la charge de ruine, 
mais aussi de fournir le chemin d'equilibre. Dans ce but, on a utilise !'element fini non-lineaire 
de poutre spatiale developpe originalement par Vincent de Ville a l'Universite de Liege. Le 
profil metallique est considere comme constitue par une association de plaques et d'arrondis. 
La modelisation du voilement est faite par Ia methode des largeurs effectives de plaques. A 
chaque iteration du pas de calcul non-lineaire, on recalcule les largeurs effectives de chaque 
plaque du profit pour l'etat de contraintes actualise de !'element fini. Ces largeurs effectives 
composent la nouvelle section effective de !'element fini. Comme on peut voir, la section 
transversale de !'element fini est variable a chaque iteration. Ainsi, des operations 
supplementaires ont du etre developpees pour tenir compte du changement des caracteristiques 
geometriques de Ia section et du changement de Ia position du centre de gravite, de 
!'orientation des axes principaux d'inertie, de l'aire, de l'inertie en flexion, etc. La methode 
utilisee pour la solution du probleme lineaire est le pas spherique avec strategie automatique 
de chargement. 
Quant au calcul des largeurs effectives des plaques du profil, on peut distinguer deux 
conceptions: Ia premiere consiste a considerer les plaques du profil comme des plaques isolt!es 
tel que propose par l'Eurocode 3 et l'AISI-90, et la deuxieme consiste a tenir compte de 
!'interaction en voilement entre les plaques du profil au moyen de coefficients de voilement 
appropries. Les profils etudies sont la corniere et les profils avec section en U et en C. Des 
resultats experimentaux de colonnes comprimees ayant les sections reprises ci-dessus sont 
compares aux resultats numeriques obtenus par elements finis. Pour le profil U, seule Ia 
deuxieme conception de calcul des largeurs effectives donne un bon resultat. En general, une 
bonne correlation numerique-experimental a ete trouvee pour les profils etudies. 
On a aussi programme une sortie graphique pour Ia visualisation de courbes charge x 
deplacement et pour le dessin en 3-D de charpentes metalliques discretisees en elements finis 
de poutre spatiale. Cette sortie graphique est developpee sur le logiciel graphique PHIGS. Les 
sections programmees sont Ia corniere et les profits en U et en C. La structure est dessinee tel 
qu'elle est avec sa deformee et avec visualisation des contraintes par Ia couleur qui entoure les 
points d'integration de !'element fini. 
- VI -
ABSTRACT 
The objective of this thesis is the study of the stability of cold-formed thin-walled steel 
members. The interaction between global instability and local buckling of the profile walls has a 
reducing effect on the collapse load. The aim is to develop a numerical tool able to predict not 
only the collapse load, but also the equilibrium path. With this aim in view, the non-linear 
spatial beam tinite element recently developed by Vincent de Ville in Liege University was 
chosen for this purpose. The steel member is considered as an association of flat plates and 
corners. Local buckling is modeled by means of the concept of effective width of plates. The 
effective widths of the plates of the cross-section are updated at each iteration of the non-linear 
step according to the updated stress level of the finite element. These effective widths make up 
the new effective section of the finite element. In this way, the cross-section of the finite 
element varies continuously at each iteration, so that additional features had to be developed to 
take into account for the changes of the mechanical properties of the section, position of the 
center of gravity, orientation of the principal axes, area, flexural stiffness, etc. The arc-length 
method was used to solve the non-linear problem. 
Regarding the calculation of the effective widths, they can be calculated according to two 
different concepts: the former considers the plates of the section as isolated (simply 
supported), as it is proposed by Eurocode 3 and AISI-90; the second consists in taking into 
account local buckling interaction between the plates of the section by means of appropriate 
local buckling coefficients. Angle, channel and lipped-channel sections have been studied. 
Experimental results of beam-columns with the mentioned sections are compared to the 
numerical results found by finite elements. For channel sections only the second concept of 
calculation of effective widths gives a good estimation of the collapse load. In general, a good 
correlation between experimental and numerical results has been found for the sections studied. 
A graphical output has also been developed for plotting curves of load versus displacement and 
for the visualization in 3-D of framed structures discretised with the spatial beam finite 
element. This graphical post-processor has been developed with PHIGS. The members are 
drawn as they are with their deformations and their effective sections. Stress level can be seen 
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1. 1. GENERALITES 





L'effort de recherche entrepris depuis les annees 40 dans le domaine des profils formes 
a froid a permis une utilisation chaque annee plus importante de ce type d'element dans la 
construction metallique. Cette expansion remarquable de !'utilisation des profils formes a 
froid, par rapport aux profils realises par laminage a chaud, est a associer aux nombreux 
avantages qu'ils possedent par rapport a ces derniers. Par exemple, leur mode de 
fabrication, par profilage ou par pliage, permet la conception d'une tres grande variete de 
formes, soit de sections, soit de toles profilees. Cette facilite de produire des formes 
complexes permet non seulement une parfaite adequation de la forme du profil a sa 
fonction, mais aussi !'obtention de sections plus resistantes du point de vue structural qui 
sont, en meme temps, plus legeres avec une moindre consommation de materiau. Cette 
legerete entraine aussi d'autres importants avantages comme les facilites de manutention, 
de transport et de montage, ce qui rend leur utilisation plus economique. Mis a part les 
avantages cites jusqu'ici, il y en a d'autres comme la possibilite d'effectuer diverses 
operations secondaires en meme temps que le formage telles que le peryage, le grugeage et 
la mise en peinture~ et la possibilite de fabrication a partir de feuillards deja galvanises, ce 
qui peut dispenser, en partie, des traitements speciaux de la surface du profil afin de le 
proteger centre la corrosion, specialement dans le cas des toles minces. 
Quant au domaine d'application des profiles formes a froid, on peut distinguer d'une 
maniere glob ale deux categories: les produits de type 'section', figure 1.1 a, et les produits 
de type 'tole', figure 1.1 b. Les prciduits de type section trouvent aujourd'hui leur utilisation 
comme elements principaux ou secondaires des charpentes - poutres, poteaux et barres de 
treillis, les pannes U et Z, les rayonnages pour le stockage industriel, les pylones de 
transmission d'energie electrique, dans la construction des chassis et ossatures de voitures, 
de camions et de wagons de chemin de fer. Quant aux profils de type tole, on trouve leur 
utilisation comme bardages et toitures pour batiments industriels et habitations, comme 
coffrage collaborant des planchers mixtes en acier-beton pour batiments a plusieurs etages 
et pour tabliers de ponts, et comme element de parachevement en panneaux horizontaux 
ou verticaux~ dans ce dernier cas elles sont considerees comme elements resistants aux 
efforts horizontaux et assurent ainsi le role de contreventement et de diaphragme. 
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Figure 1. 1- Elements fabriques par formage a froid. 
(a) Sections; 
(b) Toles. 
Malgre les nombreux avantages que les profils formes a froid apportent a la 
construction metallique, les formes parfois complexes des sections et la minceur des parois 
exigent du projeteur une connaissance plus approfondie de leur comportement structural 
que celle recquise en construction metallique traditionnelle. Les profils a froid, qui sont 
generalement composes de plaques minces, ont un comportement tres different de celui 
des profils a chaud. La minceur des parois peut, en effet, provoquer un voilement des 
plaques et une interaction entre ce mode d'instabilite et les modes d'instabilite de type 
colonne, par flexion ou par flexion-torsion. Le comportement structural de ce type de 
profil a fait l'objet d'etude de plusieurs chercheurs tant en Europe qu'aux Etats-Unis. 
RONDAL et DUBINA [1], DUBINA [2] et WEI-WEN YU [3] decrivent non seulement 
des applications typiques et courantes des profiles a froid dans la construction metallique 
actuelle, mais aussi le phenomene d'interaction entre voilement local et flambement global 
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des profils formes a froid. Dans ces references on peut trouver un important 
rassemblement bibliographique de recherches realisees sur les continents Europeen (1,2] et 
Americain (3]. 
1.2. OBJECTIFS DE LA THESE 
Si, pour des modes simples d'instabilite tels le flambement par flexion, par flexion-
torsion, le deversement et le voilement, diverses etudes theoriques et experimentales ont 
conduit a une connaissance satisfaisante du comportement de la structure imparfaite, il 
n'en est pas de meme pour les cas ou plusieurs modes d'instabilite entrent en interaction, 
ce qui conduit a une diminution parfois tres importante de la capacite portante de la 
structure. Plus particulierement on s'interesse, dans cette these, a l'etude de la stabilite de 
colonnes lorsqu'il y a une interaction entre le voilement local et les modes globaux 
d'instabilite. Les travaux de recherche existant dans ce domaine sont encore limites a des 
cas particuliers avec emploi de methodes analytiques, semi-analytiques ou numeriques 
(bande finie et element fini de coque). 
Le but de cette these est de developper un outil numerique, capable de prendre en 
compte !'interaction entre les modes locaux et globaux de la colonne, qui soit d'application 
generate et aisee en pratique. Pour atteindre ce but, on a choisi de travailler dans le cadre 
des methodes numeriques - element fini non-lineaire de poutre spatiale; avec modelisation 
du voilement local au moyen de la methode des largeurs effectives de plaques - methode 
semi-empirique. La section transversale de !'element fini est consideree comme une 
association de plaques et d'arrondis. Ce travail consiste finalement a consacrer ce 'mariage' 
de !'element fini de poutre spatiale avec la variation des largeurs effectives de ses plaques. 
Trois types de sections transversales ont ete etudiees dans ce travail: la corniere et les 
sections en U et en C, voir figure 1.2. 
Comiere Section en U Section en C 
Figure 1.2- Sections de type corniere, U et C considerees dans ce travail. 
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On a choisi de diviser le memoire de la fa9on suivante: 
a) Le chapitre 2 est consacre a l'etude de la stabilite de plaques isolees et de plaques 
associees ou sections, a la modelisation du comportement post-critique de plaques au 
moyen de la methode des largeurs effectives, a une etude approfondie des propositions 
de certains auteurs, de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 pour le calcul des largeurs 
effectives et, finalement, a la presentation des diverses manieres qu'on a adopte pour 
calculer les largeurs effectives dans l'eh~ment fini; 
b) Au chapitre 3 on trouve une description qualitative du phenomene d'interaction entre le 
voilement local et les modes globaux d'instabilite, une revue des methodes de calcul 
des profiles a parois minces avec concentration sur la methode semi-analytique qui est 
celle qui interesse de plus pres ce travail, une etude detaillee de la stabilite globale de la 
colonne et une comparaison entre les methodes de dirnensionnement proposees dans 
l'Eurocode 3 et l'AISI-90; 
c) Le chapitre 4 donne une description complete de !'element fini de poutre spatiale 
developpe par Vincent de Ville a l'Universite de Liege et les operations 
supplementaires necessaires pour tenir compte de la variation de la section transversale 
de !'element fini due a la modification des largeurs effectives de ses plaques a chaque 
iteration du calcul numerique non-lineaire; 
d) Finalement, le chapitre 5 montre les comparaisons entre les resultats experimentaux de 
colonnes comprimees sous charge centree et excentree et les resultats numeriques 
obtenus par le programme FINLOC developpe dans le cadre de cette these. Les profils 
etudies sont la corniere et les sections en U et en C. On montre aussi des illustrations 
de dessins en 3-D obtenus par le post-processeur DRA WLOC; 
e) Le chapitre 6 rassemble les apports et les conclusions les plus irnportantes de la these. 
Sur base des conclusions, on presente aussi des suggestions interessantes pour 
continuer ce travail. 
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ST ABILITE ET RUINE DE PLAQUES 
2.1. STABILITE DE PLAQUES 
2.1.1. Introduction 
On se bornera ici a des structures chargees statiquement par des forces conservatives. 
Leur comportement reel depend de la non-linearite du materiau et de la non-linearite 
geometrique, c'est a dire, de la plastification et des relations non-lineaires entre 
deformations et deplacements. Pour le cas des structures parfaites, on peut distinguer deux 
cas de comportement differents: 
a) Celles qui exhibent un comportement, multiplicateur de charge x deplacement, non-
lineaire des le debut de l'action des forces pour atteindre, ensuite, un sommet, appele 
point-limite dans la litterature, apres lequel la structure ne peut plus absorber le travail 
des forces exterieures agissant sur elle comme energie interne de deformations et se 
precipite dans la ruine, et; 
b) D'autres qui se comporte lineairement pour des valeurs du multiplicateur de charge 
allant de l'origine jusqu'a un certain niveau, appele par point de bifurcation, ou la 
structure flambe (ou voile) pour suivre un chemin d'equilibre adjacent (secondaire) au 
chemin d'equilibre fondamental (primaire) qu'elle suivait avant. 
Ces deux types de comportement sont illustres a la figure 2. 1. Dans ce chapitre on 
etudiera la stabilite de plaques rectangulaires ayant deux bords paralleles a la direction de 
la charge de compression appliquee simplement appuyes, ou avec un bord simplement 
appuye et l'autre libre. On considere que les bords charges sont toujours simplement 
appuyes. On trouve a la figure 2.2, une illustration de la plaque chargee dans son plan. On 
s'interessera d'abord aux plaques parfaites (cas b) afin de bien connai'tre leur 
comportement theoriquement. Apres on passera a l'etude des plaques imparfaites, dont le 
comportement est tout a fait similaire au cas (a) a cause des non-linearites engendrees par 
les imperfections. 
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Figure 2. 1- Comportement d'une structure parfaite. 
(a) Comportement non-lineaire; 





' ' Point de bifurcation 
(b) 
d 
Si on considere un systeme structural soumis a un systeme de forces conservatives, son 
energie potentielle totale est definie par : 
7t=U+V (2.1) 
ou U est l'energie interne de deformation avec les relations deformation-deplacement non-
lineaires complete et V est l'energie potentielle des forces exterieures. Le critere de 
stabilite energetique (voir DYM [4] et CROLL et WALKER [5] ) etablit que pour une 
certaine configuration d'equilibre du systeme, si l'energie potentielle totale est un minimum 
dans le voisinage de cette configuration, alors l'equilibre est stable. Si, au contraire, 1t est 
un maximum, alors l'equilibre est instable et si 1t est constant l'equilibre est indifferent. 
Autrement dit, si l'etat d'equilibre est perturbe par rapport a sa configuration de depart, Ia 
variation de l'energie potentielle des forces exterieures (.6. V) due a Ia perturbation ne doit 
pas exceder Ia variation de l'energie interne de deformation pour que Ia configuration 
initiate so it stable. Quand .6. V excede .6.U, l'exces d'energie se transforme en energie 
cinetique et Ia configuration initiate est instable. 
En appelant par q le deplacement generalise de Ia plaque (a savoir u,v et w- voir figure 
2.2) dans l'etat d'equilibre fondamental, on definit le voisinage de cette configuration par 
une perturbation oq, qui est un champ de deplacement virtuel infiniment petit et 
cinematiquement admissible. La variation de l'energie potentielle totale dans le voisinage 
de Ia configuration d'equilibre s'ecrit alors: 
~1t = 1t( q + oq) -1t( q) = o1t + o21t + o31t+ ... 
Par !'hypothese de formulation du probleme de stabilite, la premiere variation de 1t, 
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doit s'annuler, vue que la configuration en question est en equilibre. II reste, des lors, a 
etudier le comportement de la variation seconde de 7t, soit o21t. En tenant compte du 
critere de stabilite energetique deja mentionne ci dessus, on a: 
7t(Minimum) ~ ~1t)O ~ o21t)O ~ Equilibre stable 
7t(Maximum) ~ ~1t(O ~ o21t(O ~ Equilibre instable 
Dans le cas ou o21t est nul, il faut passer a l'analyse des variations d'ordre superieur . Si 
toutes les variations d'ordre superieur sont nulles, alors l'equilibre est indifferent. Souvent, 
pour les cas pratiques, il n'est pas necessaire de pousser !'analyse au-dela de la variation 
seconde pour en inferer les proprietes de stabilite. 
2.1.2. La bifurcation d'equilibre 
Dans la definition de l'energie potentielle totale 1t (equation 2.1), on a retenu les termes 
non-lineaires des relations deformation-deplacements. Si on definit, maintenant, une 
fonctionnelle d'energie 1tL de la plaque en ne retenant que les termes quadratiques dans les 
deplacements q et, en meme temps, en faisant usage de !'hypothese d'inextensibilite des 
fibres de Ia surface moyenne de la plaque, on trouve: 
1tL ( w) = U L + VL (2.4) 
ou on voit que 1tL ne depend que du deplacement hors-du-plan w(x,y). A cause de 
!'hypothese faite, la condition d'equilibre de l'etat fondamental le rend stationnaire et 
s'ecrit: 
(2.5) 
ce qui conduit au probleme aux valeurs-propres represente par le systeme d'equations 
differentielles partielles qui en resulte. Par exemple, pour le cas d'une plaque rectangulaire 




Figure 2.2- Plaque rectangulaire soumise a une charge de compression uniaxiale dans son 
plan. 
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SAINT VENANT [6] en deduit !'equation differentielle d'equilibre : 
a~w a~w a~w cr. t a 2 w 
--+2 +--. =----ax~ ax2ay 2 ay~ o ax2 
(2.6) 
ou t est l'epaisseur de la plaque, cr est la contrainte uniaxiale de compression dans le sens 
de x , D est Ia rigidite de la plaque en flexion (n = Et3/ 12( 1- v2 )) , tandis que w(x,y) est 
Ia deformee transversale de la plaque. 
En prenant , par exemple , le cas particulier d'une plaque simplement appuyee sur les 
quatre bords et soumise a une contrainte cr uniformement repartie, !'equation (2.6) 
presente deux solutions, a savoir : 
a) La solution triviale w(x,y) = 0 , quelque soit la valeur de la contrainte cr , representee 
par le chemin d'equilibre fondamental PF illustre ala figure 2.3. 
b) En rempla9ant dans !'equation (2.6) le deplacement transversal w(x,y) par une fonction 
qui satisfait aux conditions d'appui geometriques et naturelles aux quatre bords 
simplement appuyes de la plaque, soit: 







L'analyse de !'equation (2.8) montre que le seul moyen d'avoir une solution w(x,y) non-
nulle, est d'annuler le terme entre parentheses. II vient des lors que si: 
0' = O"cr.p (2.11) 
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on a une solution non-triviale pour !'equation (2.6). La variable O'cr.p est appelee 
contrainte critique de voilement de plaques, puisque pour autant que cr = O'cr,p• Ia 
deformee transversale w(x,y) (equation 2. 7) peut prendre n'importe quelle valeur. Ce 
phenomene est appele, dans la litterature, bifurcation d'equilibre et est illustre a la 
figure 2.3 par le chemin d'equilibre adjacent PA. Les valeurs de crcr,p (equation 2.9) et 
w(x,y) (equation 2. 7) pour les differentes valeurs de m et n sont respectivement les 
valeurs-propres et les fonctions-propres associees a !'equation differentielle (2.6). 
t crcr.p)min --Stable 
I - - - Instable -~~~----_-_-_~~:r~~-~~~~~~~-p_....... w . ·~ -- Indifferent 
Figure 2.3- Les chemins d'equilibre fondamental et adjacent relatifs a !'equation (2.6) du 
probleme de voilement de plaques. 
Pour s'assurer de la stabilite de la plaque, il faut se tenir a que la variation seconde de 
1tL soit positive-definie: 
021tL > 0 
On peut aisement montrer que cette condition est satisfaite si: 
cr < (jcr,p)min 
(2.12) 
(2.13) 
Pour cela il faut minimiser !'expression (2. 1 0) de k, le coefficient de voilement de plaques. 
On voit aisement que k croit monotoniquement avec la valeur de n; ce qui revient a 
imposer n = 1 (une seule demi-onde dans le sens transversal de la plaque). On a alors: 
k = (m~+2_~)2 
a mb 
(2.14) 
Pour mieux comprendre !'expression (2.14) de k, une representation graphique est donnee 
a la figure 2.4 pour diverses valeurs de m. 
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Figure 2.4- Coefficient de voilement pour une plaque simplement appuyee sur les quatre 
bords et soumise a une charge uniaxiale de compression uniforme. 
On s'aper9oit que les courbes des differents modes d'instabilite passent toutes par une 
valeur minimum de k egale a 4 et que !'influence du mode d'instabilite sur Ia valeur du 
coefficient de voilement est d'autant plus petite que le rapport des dimensions de la plaque 
alb est plus grand. Puisque, en pratique, les plaques sont toujours tres tongues dans le sens 
de Ia compression par rapport au sens transversal, on utilise normalement le coefficient de 
voilement de plaques simplement appuye sur les quatre bords et soumise a une 
compression uniforme, k egale a 4. Ainsi, Ia condition (2.13) garantit que, dans ce 
domaine, la plaque est stable (voir figure 2.3). On montre aussi a Ia figure 2.5 la 
configuration du mode de voilement de Ia plaque etudiee. 
Ligne nodale 
a 
Figure 2.5- Configuration de voilement pour une plaque bi-appuyee aux quatre bords et 
soumise a une compression uniaxiale uniforme. 
L'exemple traite ci-dessus a mis en evidence Ia methode differentielle pour !'etude de Ia 
stabilite des plaques, en partant des equations differentielles partielles d'equilibre du 
probleme. II existe aussi une methode energetique, par laquelle on obtient Ia contrainte 
critique en annulant la variation seconde de Ia fonctionnelle d'energie 7tL de la plaque. 
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(2. 15) 
Cette egalite exprime la condition de stabilite neutre deja discutee dans les paragraphes 
precedents (voir figure 2.3) et est le principe bien connu de RAYLEIGH. Si on ecrit Ia 
variation seconde de l'energie potentielle des forces exterieures sous la forme: 
82VL = A82TL (2.16) 
ou on a mis en evidence le multiplicateur de charge A des forces exterieures; Ia condition 
(2.15) s'ecrit alors: 
A= 8 2UL(w) 
82TL(w) 
Comme 1tL est une fonctionnelle d'energie quadratique dans le deplacement 
w(x,y), les variations secondes de !'equation (2.17) peuvent s'ecrire: 






ou 8w est le mode de flambement perturbateur. Si la forme exacte du mode de flambement 
n'est pas connue a priori, on peut utiliser une fonction approchee pour la representer dans 
les formules (2.17) et (2.18). Finalement, Ia methode energetique pour le calcul de 
stabilite, ou principe de RAYLEIGH, s'ecrit : 
(2. 19) 
En ce qui concerne les plaques, on trouve notamment, dans la litterature, les travaux 
de TIMOSHENKO et GERE [7] et BULSON [8] qui, a !'aide des methodes differentielle 
et energetique, ont fait l'etude de la stabilite de plaques avec plusieurs conditions d'appui. 
Ils ont aussi pris en compte un diagramme de contraintes variant lineairement le long des 
bords charges de Ia plaque. 
Dans le cas de Ia plaque simplement appuyee sur les quatre bords, Ia prise en compte 
d'une charge variable lineairement (voir figure 2.6a) se fait au moyen du rapport 
'JI = cr2 jcr1 , qui definit le type de sollicitation, ou cr 1 est Ia contrainte de compression de 
signe positive et de plus grande valeur absolue, et cr 2 peut etre de compression (positive) 
ou de traction (negative). On obtient ici aussi des courbes en festons analogues a celles de 
Ia figure 2.4 et les valeurs minimum de k, en fonction de 'JI, sont donnees a Ia figure 2. 6b. 
On peut remarquer, dans cette figure, que Ia valeur de Ia contrainte critique dans le cas de 
flexion pure ( 'JI = -1) vaut environ 6 fois Ia valeur de Ia contrainte critique de compression 
pure ('JI = 1). 
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Figure 2.6- Coefficient de voilement minimum pour une plaque avec quatre bords 
simplement appuyes et soumise a une compression variable Iineairement. 
Dans le cas d'une plaque dont les bords paralleles a Ia direction de Ia charge sont 
simplement appuyes et libres; et les bords charges sont simplement appuyes (voir figure 
2. 7a), le calcul de stabilite montre que Ia valeur du coefficient de voilement, k, est 
toujours minimale pour le mode d'instabilite correspondant a une demi-onde dans Ia 
direction de Ia charge appliquee; c'est a dire, m=l. La solution du probleme aux valeurs 
propres (equation 2.6), pour differentes valeurs de 'V = cr2 jcr1 , est donnee a Ia figure 2.7b, 
selon BULSON [8]. On y voit que toutes les courbes tendent asymptotiquement vers une 
certaine valeur (pour chaque valeur de 'V) quand Ia valeur du rapport des dimensions de Ia 
plaque alb croit. C'est ainsi qu'on en deduit la valeur du coefficient de voilement, k, pour 




Figure 2. 7- Coefficient de voilement pour une plaque avec trois bords simplement 
appuyes et un bord libre et soumise a une compression variable Iineairement. 
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2.1.3. Le comportement post-critique 
Malheureusement, la formulation qu'on vient de voir est tributaire du fait qu'on n'a 
garde que les termes quadratiques en q dans la fonctionnelle d'energie 1tL, en faisant usage 
de !'hypothese d'inextensibilite de la surface moyenne de plaque. A cause de cette 
simplification, il n'est pas possible d'obtenir le comportement post-critique reel de la 
plaque, c'est a dire, le vrai chemin d'equilibre adjacent suivi apres le flambement 
(voilement). Pour y arriver il faut garder la non-linearite geometrique et, par voie de 
consequence, tous les termes d'ordre superieur a deux dans les deplacements q, tel que 
donne dans la definition de 1t (equation 2. 1 ). En outre, les contraintes membranaires au 
niveau de la surface moyenne de la plaque ne peuvent pas etre negligees comme 
precedemment (hypothese d'inextensibilite). 
11 existe trois moyens pour obtenir la reponse post-critique d'une plaque, a savoir : 
a) La methode differentielle; 
b) La methode semi-energetique, et; 
c) La methode energetique. 
La methode differentielle consiste a trouver la solution des equations d'equilibre et de 
compatibilite de von KARMAN [9]. L'equation d'equilibre provient du developpement de 
!'equation (2.3), alors que la deuxieme exprirne la cornpatibilite entre les deformations 
dans la surface moyenne et le deplacement hors du plan de la plaque, on a alors: 
(2.20a) 
(2.20b) 
respectivement, ou les operateurs differentiels sont definis par: 
(2.21) 
(2.22) 
et F est la fonction de contraintes d'Airy, de laquelle on peut deriver les contraintes a l'aide 
des relations suivantes: 
(2.23a) 
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(2.23b) 
a2F 
cr ~.-y = - dx.(Jy (2.23c) 
Malgre Ia difficulte d'integrer rigoureusement les equations (2.20), on peut trouver dans Ia 
litterature quelques chercheurs qui ont sui vi cette demarche. Y AMAKI [ 1 0] en a trouve Ia 
solution exacte, en developpant en serie les deplacements transversaux w(x,y), dont les 
coefficients sont determines de maniere a satisfaire les conditions d'appui et les equations 
(2.20). II a aussi insere dans ses developpements l'effet des imperfections geometriques 
initiates. Sa solution est dite exacte parce qu'il a tenu compte du . changement de Ia 
configuration post-critique en cours de chargement, ce qui fait de son travail un point de 
reference dans ce domaine. 
La methode semi-energetique est due a MARGUERRE [ 11]. Dans cette methode on 
suppose une serie de fonctions pour representer Ia configuration voilee de Ia plaque. A 
l'aide de cette serie et de !'equation de compatibilite (2.20b), on trouve !'expression de la 
fonction de contraintes F. On ecrit la fonctionnelle d'energie en fonction de F et ensuite on 
applique Ia condition de stationnarite pour trouver les coefficients de Ia serie. US AMI [ 12] 
et RHODES et HARVEY ont sui vi cette demarche ainsi qu'en temoigne une serie de trois 
de leurs articles [13,14,15]. Dans le premier de ces articles [13] ils ont traite le probh~me 
de la plaque soumise a une compression uniforme avec plusieurs conditions d'appui pour 
les bords non-charges. Ensuite, dans I' article [ 14 ], ils ont tenu compte de l'effet de 
l'excentricite et du mode d'application de la charge. Finalement, l'effet des imperfections 
geometriques initiates a ete ajoute dans la reference [15]. I1 faut rappeler que, avec cette 
methode, Ia configuration post-critique reste inchangee en cours de chargement. 
C ependant, ces auteurs considerent que leur travail donne des resultats satisfaisant pour 
des valeurs de charge allant jusqu'a deux fois la valeur critique. Un resume des trois 
derniers articles a ete pub lie par les memes auteurs dans la reference [ 16] ou les 
developpements anterieurs sont presentes sous une forme plus succincte et aise a 
comprendre. USAMI [12] a etabli des formules de largeurs effectives pour le cas de Ia 
plaque soumise a une charge excentree a partir des n!sultats analytiques de cette methode. 
La methode energetique est, par sa simplicite, Ia methode Ia plus facile a utiliser. Elle 
consiste a assumer, a priori, une configuration post-critique a l'aide de series finies des 
deplacements (u, v, w) de Ia plaque. Ensuite, les deplacements ainsi definis sont inseres 
dans la fonctionnelle d'energie 1t de la plaque et les coefficients des series de deplacements 
sont trouves a partir du principe de la stationnarite de la fonctionnelle d'energie. La bonne 
precision des resultats depend des fonctions choisies pour les series de deplacements. Plus 
elles s'approchent de Ia configuration n~elle en regime post-critique, plus precis sera le 
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resultat. Pour le lecteur interesse, KOlTER [ 17] donne un aper9u de la methode 
energetique et une appreciation sur de nombreux travaux rencontres dans la litterature. 
Concernant les conditions d'appui dans le plan de la plaque aux endroits des bords non-
charges, WALKER ( 18] a etudie analytiquement le comportement post-critique de la 
plaque simplement appuyee sur les bords. Cette condition d'appui implique que la plaque 
est libre de se deformer dans son plan aux bords paralleles a !'application de la charge. Il 
faut noter que ceci est bien la condition d'appui de plaques composant les profils a parois 
minces ou l'angle droit entre les parois et leur minceur permettent les deplacements locaux 
transversaux des arrondis. 
D'autre part, MAYERS [ 19] a etudie au moyen de la methode energetique le cas ou les 
bords non-charges sont astreints a rester droits, mais en permettant le deplacement lateral 
de ces bords dans le plan de plaque. On trouve a la figure 2. 8 une illustration des deux 
conditions d'appui. On trouve, dans le tableau 2.1, une comparaison des raideurs de 
plaques et du chemin d'equilibre adjacent au voisinage du point de bifurcation pour les 
conditions d'appui precitees. La figure 2. 9 illustre la notation utili see dans le tableau 2. 1, 
ou a. est le coefficient de la reponse post-critique, E * est la raideur de Ia plaque 
comprimee en regime post-critique, E est la deformation longitudinale moyenne dans le 
sens de compression de la plaque et Ecr,p est la deformation correspondante a crcr,p· 
,- -------- 7 
---------
'- / 









Figure 2.8- Conditions d'appui dans le plan des bords non-charges. 
(a) Bords non-charges libres de se deformer; 
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WALKER [18] MAYERS (19] 
(X. 0,24 0,34 
E* 0,408 E 0,5 E 
Tableau 2.1- Comparaison des raideurs en regime post-critique de plaques. 
Dans le cadre de la methode energetique, KOlTER, dans sa these de doctorat [20], a non 
seulement developpe les deplacements en serie: 
(2.24) 
mais aussi, le multiplicateur de charge, 
A. 2 
- = l+a1 ~+a2 ~ + ... 
Acr (2.25) 
dans le voisinage de la charge critique, ou q1 est le mode de voilernent correspondant ala 
plus petite valeur-propre du problerne de !'equation (2.6) et q2 represente les 
deplacements dans le plan qui determinent Ia redistribution de contraintes mernbranaires; 
a1 et a2 sont des coefficients a determiner et ~est un scalaire. L'approche de KOlTER est 
appelee analyse asyrnptotique. A la lumiere de !'analyse asyrnptotique, on peut distinguer 
trois cas de comportement post-critique, qui sont illustres a la figure 2. 10: 
a) Bifurcation asymetrique (a1 # oL 
b) Bifurcation syrnetrique stable (a 1 = 0 et a2 > 0); 
c) Bifurcation syrnetrique instable (a1 = 0 et a2 < 0). 
'A. I 'A. cr 
t 
'A. I'). cr 
t 
Figure 2. 10- Differents types de comportement post-critique. 
(a) Bifurcation asymetrique; 
(b) Bifurcation symetrique stable; 
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On montre aussi, a Ia figure 2. 10, le chemin d'equilibre P' suivi lorsque Ia structure n'est 
pas parfaite, ou Ia non-linearite. engendree par les imperfections fait disparaitre tout 
phenomene de bifurcation, donnant ainsi un comportement non-lineaire des l'origine, pour 
ensuite rejoindre asymptotiquement le chemin d'equilibre adjacent de Ia structure parfaite. 
Une comparaison entre Ia figure 2.9 et Ia figure 2.10b montre que Ia plaque sous 
compression uniaxiale possede un comportement post-critique stable ce qui fait qu'ellle 
peut resister a des charges nettement superieures a la charge critique. Cependant, cette 
reserve post-critique n'est pas illimitee et von KARMAN, SCHLER et DONNEL [21 ], sur 
base de resultats experimentaux, ont constate que Ia plaque atteint Ia ruine lorsque Ia 
contrainte de compression maximale aux bords non-charges atteint Ia limite elastique 
comme montre a Ia figure 2.11. 
Reserve 
post-critique 
Figure 2.11- Reponse d'une plaque reelle. 
Le but de cette these etant d'etudier Ia stabilite de profils a parois minces, le voilement 
des plaques constituant ses parois ne peut pas etre neglige. Cependant, grace a Ia reserve 
post-critique des plaques voilees, les profils peuvent resister au-dela du voilement des 
parois. Une etude detaillee de l'interaction voilement-flambement global est donnee au 
chapitre suivant de cette these. 
2.2. UNE APPROCHE SEMI-EMPIRIQUE DU COMPORTEMENT POST-
CRITIQUE DE PLAQUE 
2.2.1. Generalites 
Comme on vient de voir dans le paragraphe precedent, Ia methode analytique pour 
evaluer la reserve post-critique de plaques est trop compliquee pour une utilisation 
pratique. II s'impose des lors de trouver une methode simple et efficace qui permet non 
seulement de calculer Ia resistance ultime des plaques, mais aussi sa rigidite en regime 
post-critique. 
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En 1932, von KARMAN [21] a invente la methode de la largeur effective. Cette 
methode s'est tres vite repandue dans Ia communaute scientifique de l'epoque et est celle 
qui est Ia plus utilisee a l'heure actuelle. Son concept est illustre aux figures 2. 12a et 2. 12b 
pour la plaque simplement appuyee aux quatre bards et Ia plaque simplement appuyee sur 
trois bards, !'autre etant libre, respectivement. Si Ia contrainte de compression uniforme 
crm reste plus petite que la contrainte critique de voilement O'cr,p• Ia plaque est totalement 
effective. Mais, si O'm depasse acr,p Ia plaque voile et une redistribution des contraintes 
crx a lieu dans la plaque comme montre a Ia figure 2.12. Dans le cas de la figure 2.12a, Ia 
totalite de !'effort peut etre consideree comme reprise par deux bandes longitudinales a 
l'endroit des deux bards non-charges, alors que dans le cas de Ia figure 2.12b, cette bande 
se situe a l'endroit du seul bord non-charge et simplement appuye. On appelle ere la 
contrainte ax aux bards non-charges et dont la repartition suivant l'axe x apres voilement 
est aussi illustree dans la figure 2.12. On definit: 
lla aern =- aedx 
a o (2.26) 
ou a ern est Ia contrainte moyenne aux bards non-charges. 
A !'aide de aem et aemax on peut definir deux variations du concept de largeur effective 
de la maniere suivante: 
(2.27) 
(2.28) 
Ou P est un coefficient de reduction de Ia largeur effective be par rapport a Ia largeur 
totale b. L'equation (2.27) donne Ia largeur effective en fonction de Ia contrainte moyenne 
aem et sert alors a trouver Ia rigidite post-critique de Ia plaque, elle s'appelle Iargeur 
effective de deformations. L'equation (2.28) definit la largeur effective en fonction de Ia 
co ntrainte maximum a e max . Von KARMAN [21] a considere que les plaques atteignent Ia 
ruine quand aemax = fy, ou fy est Ia limite elastique du materiau de Ia plaque. Par voie de 
consequence, !'equation (2.28), aussi appelee largeur effective de contraintes, sert a 
trouver la largeur effective a l'etat de ruine de Ia plaque en y posant ~ - f M · · 
'"'e max - y. a1s s1 
O'e max < fy, cette formule sous-estime Ia rigidite de la plaque en regime post-critique. 
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Figure 2.12- Le concept de largeur effective. 
(a) Plaque simplement appuyee aux quatre bords; 
~ e 
(b) 





On definit egalement les elancements reduits de la plaque Ip (a l'etat de service) et Apy (a 
l'etat de ruine ); et la quantite S par: 
(2.29) 
(2.30) 
(2. 3 1) 
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ou a est donne par !'equation (2. 9) et est reecrite ici par soucis de clarte: 
cr,p 
En reecrivant !'equation (2.28) sous une autre forme: 
b a Ocr,p p=~=_m_ 
b acr,p Oemax 
et en utilisant les equations (2.29) et (2.31 ), on a Ia relation suivante: 
S=p p p 
et a l'etat de ruine cette relation s'ecrit: 





L'approche de largeur effective, developpee initialement par von KARMAN [21 ], est 
basee sur des resultats experimentaux d'essais de plaques isolees jusqu' a Ia ruine et permet 
de tirer les conclusions suivantes: 
a) La charge de ruine est independante de Ia largeur de Ia plaque~ 
b) La charge de ruine est proportionnelle au carre de l'epaisseur t de Ia plaque. 
A partir de ces conclusions, von KARMAN a formule !'hypothese que Ia contrainte de 
voilement de Ia largeur effective a l'etat de ruine devait egaler Ia limite elastique fy : 
(2.36) 
En combinant les equations (2.30), (2.32) et (2.36) on arrive a: 
be 1 p=-==--Sl 
b Apy (2.37) 
On peut plus generalement ecrire I' equation (2. 3 7) a l'etat de service: 
(2.38) 
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qui est !'equation de von KARMAN. 
L'equation (2.37) donne Ia largeur effective a l'etat de ruine. L'equation (2.38) est liee 
au concept de largeur effective de contraintes, ou Ia valeur de cre varie tout simplement de 
o a fy· 
Les travaux de recherche ne se sont pas arretes Ia et on a constate que Ia formulation 
de von KARMAN presentait deux defauts: 
a) Elle surestimait Ia resistance de plaques peu elancees, dont l'elancement reduit A.py 
varie au tour de 1; 
b) Elle surestimait Ia rigidite de 1a plaque pour des valeurs de contraintes plus petites que 
fy. 
Afin de trouver une formule de largeur effective plus realiste, WINTER [22], dans les 
annees 1940, a entrepris une vaste campagne d'essais de compression de plaques. Cette 
fois les essais ont ete bases sur des plaques qui faisait partie integrante de profils formes a 
froid et qui, par voie de consequence, etaient soumises a toutes sortes d'imperfections 
inherentes au processus de fabrication des profils. La formule suivante a ete obtenue 
statistiquement a partir de donnees experimentales: 
(2.39) 
Malgre les imperfections, on a constate que la ruine etait atteinte lorsque la contrainte cr e 
aux bords non-charges atteignait Ia limite elastique fy, d'ou il suffit de remplacer Xpy a ~P 
dans !'equation (2.39). 
On note que !'expression entre parentheses du terme de droite de !'equation (2.39) prend 
des valeurs qui tourne autour de 0, 75 pour des valeurs de ~P auteur de 1 et tend vers 1 
pour de grandes valeurs de A.p. Cette reduction de 25% de Ia largeur effective de 
WINTER par rapport a Ia largeur effective de von KARL\IIAN dans Ia region A.p = 1 est 
due aux effets nefastes des non-linearites engendrees par les imperfections et dont les 
consequences sont plus prononcees pres de Ia charge critique (voir figure 2.11). 
Beaucoup de recherches ont suivi le travail de WINTER et on peut citer les articles de 
GERARD [23] et JOMBOCK et CLARK [24] qui ont rassemble diverses formulations 
theoriques et experimentales de largeurs effectives trouvees dans la litterature de 
l'epoque. 
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Plus tard, en 1968, a la lumiere d'une nouvelle etude experimentale, WINTER [25] a 
propose une expression un peu moins severe qui consiste, dans !'equation (2.39), a 
remplacer le coefficient 0,25 par 0,22: 
p = b; = ~Jl- 0~:2 ),; I (2.40) 
Les equations (2.38) et (2.40) sont dessinees a la figure 2.13. On peut constater un 
ecartement plus important entre les deux courbes dans Ia region de Ap = 1 et ensuite Ia 
courbe de WINTER tend asymptotiquement vers Ia courbe de von KARMAN pour des 
plaques plus elancees. Le palier initial de ces courbes caracterise l'etendue d'elancements 
pour lesquelles la plaque ne voile pas et est entit!rement effective. Pour trouver la valeur 
de t'elancement limite Ipo (voir figure 2.13) il suffit d'egater a 1 !'equation (2.38) et (2.40) 
en y remplac;:ant Apo a Ap et ensuite resoudre !'equation qui en resulte pour Apo. Pour les 
equations citees Ipo est egal a 1 et 0,673 respectivement. 
p 
1 




0,6 Faulkner (2.43) 
0,5 
0,4 Winter (2.4 
0,3 
0,2 
0 0,5 1 1,5 2 2,5 3 3,5 4 
Figure 2. 13. Courbes de largeurs effectives. 
A titre d'illustrati~n, on peut presenter les formules suivantes de largeur effective dues 
a CHILVER [26], GERARD [23] et FAULKNER [27]: 
CHILVER (2.41) 
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qui sont aussi dessinees a la figure 2.13. Cependant, la formule de WINTER est celle qui 
est la plus largement utilisee. Elle a ete adoptee dans les codes de plusieurs pays. 
RONDAL et MAQUOI [28], dans le cadre d'une recherche concernant les profils creux 
en acier, ont propose une formulation tres interessante de calcul de la largeur effective 
grace a la generalisation suivante: 
(2.44) 
ou 11 est le coefficient d'imperfection generalise qui prend la forme: 
11 = 13(A.p- A.po) (2.45) 
et 13 est un coefficient d'imperfection qui, avec A.po, definit la valeur de 11. La solution de 
!'equation (2.44) donne un polynome du deuxieme degre en p, dont il suffit de prendre la 
plus petite racine positive. L'allure generale de la solution de !'equation (2.44) est montree 















I \o= 0,673 
I 
I 
1-p"I =0 p 
0 +-------~----~-------+------~------~------+-------~----~ 
0 0,5 1,5 2 
A.p 
2,5 3 3,5 
Figure 2.14- Courbe generale de largeur effective due a RONDAL et MAQUOI [28]. 
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Malheureusement, il n'est pas possible de trouver mathematiquement une, vale.ur pour le 
coefficient 13 de maniere a ajuster !'equation (2.44) a celle de WINTE~, eq,u~t10n (2.40). 
De toute fac;:on, une autre adaptation pourrait etre envisagee, qui constste a tmposer que 
!'equation (2.44) donne la meme valeur de p ala ruine que !'equation (2.40). 
Si on appelle p w Ia valeur de !'equation (2.40) de WINTER calculee avec ~PY, on aurait 
y 
pour la valeur de 13 !'expression suivante: 











0 0,5 1 




A. = 4 py 
w p = 0,236 
y 




Figure 2. 15- Adaptation de !'approche de RONDAL et MAQUOI a celle de WINTER. 
2.2.3. Plaque avec trois bords simplement appuyes et un bord libre 
L'etude experimentale de plaques ayant les deux bords paralleles a la direction de la 
charge, simplement appuye et libre, a ete initialement entreprise par WINTER [22]. Son 
travail est base sur des semelles comprimees qui faisaient partie de sections de profils 
formes a froid. Le plus grand rapport largeur-epaisseur (b/t) des plaques etait egal a 109. 
II a suggere que le dimensionnement des semelles doit limiter la contrainte dans celles-ci a 
Ia contrainte de voilement afin d'eviter toute distorsion de l'extremite libre de Ia semelle 
dont l'effet visuel n'etait pas acceptable a l'etat de service. Cette conception de 
dimensionnement a ete adoptee dans toutes les normes americaines jusqu'a la norme AISI-
86. Malgre le voilement des semelles, WINTER a aussi pu constater qu'elles pouvaient 
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resister au-dela de Ia charge critique jusqu'a ce que Ia contrainte O'emax au bord appuye 
atteigne Ia limite elastique fy. Avec ce point de vue de Ia conception a Ia ruine, il a derive 
Ia formule de largeur effective suivante: 
be= 0,8t /E(1-0,202.!. fiJ vcr; b vo; (2.47) 
Cette formule a ete con~ue de maniere a bien s'approcher des plus petites valeurs de 
largeurs effectives trouvees experimentalement. 
Le coefficient de voilement k d'une plaque ayant un bord libre peut varier de 0,425 
quand I' autre bord est simplement appuye, jusqu'a 1,277 si l'autre bord est encastre. 
KAL Y ANARAMAN [29] a adopte une valeur de k egal a 0,5 et avec cette valeur il a 
reecrit l'equation (2.47) sous une nouvelle forme: 
(2.48) 
En se basant sur des resultats experimentaux et une etude analytique du comportement 
post-critique, Kalyanaraman a propose la formule suivante de largeur effective: 
p= be= 1,19(1- 0,298]~ 1 
b A.P A.p 
(2.49) 
Cette nouvelle equation, plus rigoureuse, differe a peine de !'equation (2.48) ou le 
coefficient 0,3 est change en 0,298. Une comparaison graphique entre l'equation (2.49) et 
celle due a Winter (2.40) est montree a Ia figure 2.16. 
Dans ces essais, Kalyanaraman a constate que le deplacement transversal (hors du 
plan) de l'extremite libre des semelles les plus elancees (b/t =58) ne depassait pas 2,5 fois 
l'epaisseur de la semelle lors de la ruine. Cette distorsion etant moderee, il preconise le 
dimensionnement a Ia ruine au moyen de la formule (2.49) sans aucun egard a Ia distorsion 
a l'etat de service. 
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p 
1 
0,9 Von Kannan (2.38) 










0,5 1 1,5 2 
A.p 
2,5 
Figure 2.16- Comparaison de courbes de largeur effective. 
2.2.4. Cas de charge de compression uniformement variable 
3 3,5 4 
Jusqu'ici, on a traite le cas de plaques soumises a un diagramme de contraintes 
uniforme et constant. Toutefois ce n'est pas toujours le cas en pratique, et il va falloir 
envisager un traitement semblable a celui de la charge centree quand la plaque est soumise 
a une charge variable lineairement le long des bords charges. 
RHODES, HARVEY et FOK [ 15] ont fait l'etude analytique de plaques initialement 
imparfaites et soumises a une charge excentree. Pour une plaque simplement appuyee aux 
quatre bords et dont la charge excentree est appliquee au moyen de barres rigides comme 
montre a la figure 2. 1 7, ils ont obtenu la formule suivante pour le calcul de Ia charge de 
ruine theorique Pr,th: 
(2.50) 
ou D = Et3/ 12( 1-1/) est Ia rigidite de Ia plaque en flexion, ky = fyb 2t/ 1t2 D et ep est 
l'excentricite de Ia charge (voir figure 2.17). L'equation (2.50) est valable si: 
k >8 3-+-[ ep 1] y b 2 (2.51) 
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Si cette condition n'est pas satisfaite, Ia plaque ne voile pas et atteint Ia ruine par 
ecoulement plastique. L'equation (2. 50) a ete etablie en considerant que Ia ruine se produit 
lorsque Ia contrainte maximum au bord non-charge (cremax) atteint Ia limite elastique fy. 
Cette formule est en excellent accord avec les resultats experimentaux. Cependant, ces 
auteurs n'ont pas envisage de developper une approche de largeur effective de maniere a 
representer leurs resultats analytiques. 
p p 
b 
L~-----------------~~ I 1 I I 
I 1 I I r ------ ---------h 
I I I 11 I I I I 
I 1 I I 
~ ep 
---------..1...-
Figure 2.17- Plaque simplement appuyee soumise a une charge excentree. 
Toujours, pour une plaque simplement appuyee aux quatre bords et soum1se a une 
charge excentree, THOMASSON [30] a fait une proposition semi-empirique pour le calcul 
de largeurs effectives. La notation utilisee et la repartition des largeurs effectives sont 
illustrees a la figure 2.18, ou cr1 est toujours une contrainte de compression. Sa 
formulation est basee sur les hypotheses suivantes: 
a) La theorie classique de Ia resistance des materiaux est supposee valable; 
b) Les largeurs effectives sont uniquement determinees a partir des contraintes aux bords 
cr1 et cr2 et; 
c) La ruine se produit lorsque Ia contrainte au bord le plus sollicite en compression atteint 
fy. 
Les formules proposees par THOMASSON pour le calcul et Ia repartition de largeur 
effective sont donnees au tableau 2.2. On remarque que Ia formule pour le calcul de be/b 
a Ia meme forme que !'expression de von KARMAN: 
(2.52) 
avec k =4. La seule difference reside dans le coefficient de 1,52 (THOMASSON) et 1,9 
(von KARMAN). 
THOMASSON a compare les resultats de charge de ruine obtenus par sa proposition 
de largeurs effectives avec ceux obtenus par !'equation (2. 50). II a constate que ses 
resultats etaient toujours conservatifs par rapport a !'equation (2. 50). En plus, il a aussi 
remarque que les charges de ruine obtenues par sa proposition etaient d'autant plus 
conservatives, par rapport a !'equation (2. 50), que l'excentricite de Ia charge etait plus 
grande et que Ia plaque etait plus elancee (b/t plus grand). A Ia suite de ces constatations, 
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THOMASSON a decide de modifier sa propos1t10n originate en remplayant par 1, 9 le 
coefficient 1,52 dans Ia formule de be/b (voir tableau 2.2), c'est a dire, d'utiliser 
!'expression (2.52) de von KARMAN. Cette nouvelle proposition est en meilleur accord 
avec !'equation (2.50). 
Toujours dans le meme but, USAMI (12] a utilise une approche analytique de Ia 
resolution du probleme des equations non-lineaires de von KARMAN par Ia methode 
semi-energetique (voir section 2.1.3 de cette these) afin d'en deduire des formules de 
calcul et de repartition de Ia largeur effective pour Ia plaque simplement appuyee aux 
quatre bards et soumise a une charge excentree. Sa proposition est donnee au tableau 2.2 
avec les notations de Ia figure 2.18. 
Une comparaison graphique des repartitions de Ia largeur effective due a 
THOMASSON et USAMI est aussi illustree a Ia figure 2.19. 




a 1 > 0 
a2 < 0 
al 
h~ 
<fj ~ ~ a2 
el e2 
b 
Figure 2.18- Notation et repartition des largeurs effectives. 
DEWOLF et GLADDING [31] ont realise a une recherche experimentale afin de 
trouver une formule de largeur effective d'ames de profits formes a froid soumis a une 
sollicitation de flexion pure. Leur distribution de contraintes est celle montree a Ia figure 
2.20 ou on voit que !'hypothese classique de BERNOULLI de sections planes apres 
deformation n'est plus valable. La largeur effective be de Ia partie comprimee de !'arne a Ia 
ruine est donnee par Ia formule suivante: 
(2.53) 
ou be est Ia partie comprimee de !'arne calculee selon !'axe neutre de Ia section totale et 
Apy est calcule avec un coefficient de voilement k qui tient compte du gradient de 
contraintes (voir paragraphe 2.1.2 de cette these). 
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Thomasson [30] Usami [12] 
Calcul et repartition 
des largeurs effectives ~= 1,52!_~ bbe = ~lp ( l- 0~:2} 
'V = cr2/0 1 k=4 b b cr 1 
bel 1 1 
- -
O<'V<l be 2 2 
be2 1 1 2(1,5- 0, 5'JI) - ( 1, 44- 0, 44 'V) 
be 2 
bel 1 1 
- -
'JI ~ 0 be 2 2 
be2 
_!_ 1 5 _!_ 1 44 
be 2 ' 2 ' 
Tableau 2.2- Calcul et repartition des largeurs effectives pour la plaque simplement 
appuyee aux quatre bords et soumise a une charge excentree. 










Thomasson et Usami 
0,4 ~----+-----~----------------~----~----~----------~----~ 
-1 -0,8 -0,6 -0,4 -0,2 0 0,2 0,4 0,6 0,8 
Figure 2. 19- Repartition des largeurs effectives. 
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(J 
Axe neutre de la 
---- -- section to tale 
Figure 2.20- Largeur effective d'ame de section soumise a Ia flexion pure, due a DEWOLF 
et GLADDING [31]. 
Malgre les limitations du travail de DEWOLF et GLADDING dans le cadre de cette 
these, ils y avancent certaines idees qui sont, a notre avis, fondamentales pour le calcul de 
Ia largeur effective de plaques soumises a une charge excentree. La largeur effective be est 
calculee par rapport ala largeur comprimee be de la plaque quand 'II< 0, d'une part, et la 
contrainte critique de voilement est calculee avec un coefficient k qui tient compte du 
gradient de contraintes, d'autre part. Au contraire, THOMASSON et USAMI utilisent 
toujours un coefficient de voilement k egal a 4 et leur largeur effective be est calculee par 
rapport ala largeur totale b de Ia plaque (voir tableau 2.2 et equation 2.52). 
Entin, dans le cas de plaques avec l'un des bords non-charges libre, }'analyse du 
probleme devient plus complexe et difficile, et il existe actuellement tres peu de resultats 
dans la litterature. Il faut done se contenter des propositions semi-empiriques donnees 
dans les normes actuelles qui seront presentees plus loin dans ce chapitre. 
2.3. LE COMPORTEMENT SOUS-ULTIME DE PLAQUES 
La formule (2.40) de WINTER donne generalement de bonnes previsions theoriques de 
Ia charge de ruine de tron~ons courts et de colonnes de profils formes a froid, quand 
cre max= fy. Toutefois, bien que WINTER ait utilise des donnees de largeurs effectives 
mesurees en etat sous-ultime (ou de service), lors de ses essais, pour deriver sa formule 
semi-empirique; des recherches plus recentes montrent que sa formule sous-estime tres 
fortement Ia rigidite de Ia plaque a l'etat de service ( O'emax < fy). Des chercheurs comme 
DEWOLF, PEKOZ et WINTER [32], THOMASSON [30], MULLIGAN [33] et 
MULLIGAN et PEKOZ [34,35] ont simule !'interaction entre le voilement local et le 
flambement global a l'aide de la methode des largeurs effectives et leurs resultats ont 
confirme l'inadequation de Ia formule de WINTER lors de previsions theoriques du 
comportement de tronc;:ons courts et de colonnes a l'etat de service. 
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DAWSON et WALKER (36] ant aborde ce probleme en detail et Ia discussion suivante 
est tiree de leur article. La formule de WINTER ne devrait pas etre utilisee pour des 
niveaux de contraintes O'e plus petits que fy. En effet, la contrainte cre varie le long des 
bords non-charges (voir figure 2.12) et ainsi Ia rigidite longitudinale de la plaque, qui est 
une fonction du raccourcissement de Ia plaque dans la direction de la charge, est un effet 
integre le long de la longueur de la plaque et doit des Iars dependre de la contrainte 
moyenne O'em aux bards non-charges (voir equation 2.27), d'une part, et la ruine est 
atteinte lorsque la contrainte maximum O'emax aux bords non-charges (voir figure 2.12) 
atteint la limite elastique fy (voir equation 2.28), ce qui est un phenomene local, d'autre 
part. Il semble que toute la difference entre le concept de largeur effective de deformations 
(equation 2.27) et le concept de largeur effective de contraintes (equation 2.28) a ete 
ignore dans le travail de WINTER. 
Afin de resoudre ce probleme, THOMASSON [30] a fait une nouvelle proposition de 
courbes de largeur effective, comme montre a Ia figure 2.21 avec un graphique du type 
(S = O'm/O'cr) par rapport a (Ii, = Ee/Ecr) (voir equations 2.31 et 2.34). Dans cette figure, 
la courbe 'a' est la solution theorique d'une plaque parfaite et constitue une borne 
superieure de la reponse de la plaque, la courbe pointillee est la solution exacte de 
Y AMAKI [ 1 OJ pour une plaque avec une imperfection initiale w 0 egale a 0, lt, la courbe 
'b' est une approximation de la courbe pointillee de Y AMAKI, et la courbe 'c' est une 
approximation de la formule de WINTER. L'idee est de prendre la solution de Y AMAKI 
pour le comportement post-critique initial de la plaque et, en meme temps, de definir la 
ruine de la plaque par la formule de WINTER. Pour y arriver, on passe par une courbe de 
transition 'd' pour faire le passage ala ruine. 
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5 - - - Solution theorique de Yamaki [1 0] 




-2 A. = 10,24 
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Figure 2.21- Proposition de THOMASSON [30] pour le comportement d'une plaque en 
etat de service post-critique. 
Les largeurs effectives associees sont donnees a la figure 2.22 et leurs formules sont les 
suivantes: 
Courbe b: p = bbe = 0, 827~ -D,662) :s; 1 ~p > 0, 75 (2.54) 
Courbe c: P = ~ = 0 78-::r{-D,S64) <_ 1 1 0 75 I\. !'l.p > , b ' p (2.55) 
Courbe d: xpl < ~p < ~py (2.56) 
ou la paire (~pl, P1) est le point d'intersection entre la courbe 'b' et la courbe de transition 
'd'. L'abscisse ~pl est donnee par : 
(2.57) 
THOMASSON [30] a compare sa proposition pour le calcul de largeur effective avec les 
resultats experimentaux de KONIG [37] et on peut constater une tres bonne correlation 
entre eux. 
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Figure 2.22- Proposition de THOMASSON [30] pour le calcul de largeur effective. 
Malgre les bonnes previsions theoriques donnees par cette proposition, il y a deux 
remarques a faire : 
a) La courbe du type (S =O"mcr/O"cr) x (~ =Ee/Ecr) (voir figure 2.21) presente 2 points 
de discontinuite de la derivee de s par rapport a ~ ( asj a(~)) localises aux 
abscisses ~ = ~0 et ~ = ~~ qui sont le passage de l'etat pre-voile au stade post-
voile et Ia transition de Ia courbe 'b' a Ia courbe 'd'~ 
b) La courbe 'd' de transition de Ia courbe 'b' a l'etat de ruine de Ia plaque presente son 
sommet avant !'intersection avec Ia courbe 'c' et ce fait est d'autant plus perceptible que 
la plaque est plus elancee (A.py plus grand). Autrement dit, la proposition de 
THOMASSON prescrit que Ia ruine de Ia plaque se produit en regime elastique 
( O"e < fy ), alors qu'on sait que la ruine de plaques est atteinte lorsque cre = fy. 
Dans une recherche plus recente, MULLIGAN [33] et MULLIGAN et PEKOZ [35] 
ont revu la proposition de THOMASSON et ont fait une nouvelle proposition pour le 
calcul de Ia largeur effective de Ia plaque a l'etat de service en regime post-critique afin 
d'eliminer les defauts que presentait Ia proposition de THOMASSON, deja cites plus haut. 
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Leur idee se trouve illustree a la figure 2.23 dans un graphique du type s X Ap· Avant 
toute chose, il s'avere necessaire d'expliquer certains details de cette figure. Le morceau de 
courbe entre X"p = 0 et X"po = 0,673 constitue l'etendue d'elancements de la plaque pre-
voilee (p = be/b = 1) eta l'aide de l'equation (2.34) son expression est donnee par: 
(2.58) 
L'equation de WINTER (2.40) mise sous la forme de !'equation (2.34) prend la forme 
suivante: 
Sw = X"p- 0,22 
S = 0 m/ 0 cr,p 
(2.59) 
3,5 -r--------------------------------, 
fy (N/mm2) Mulligan 
3 I 





s = A.p........._, ' 
1,5 ' 
f...py f...py f...py 
0,5 
0 
0 o,5 f...po 1,5 2 2,5 3 3,5 4 
- Y2 
Ap= ( ee/ ecr) 
Figure 2.23- Proposition de MULLIGAN et PEKOZ [33,35] pour le comportement d'une 
plaque en etat de service post-critique. 
Leur approche constitue a faire passer une courbe qui va du passage de l'etat pre-voile au 
stade voile (X"po = 0, 673) jusqu'au sommet de la ruine donnee par la formule de WINTER. 
Pour y arriver, il suffit de prendre un polynome cubique de la forme suivante : 
(2.60) 
et y imposer les conditions suivantes aux limites en X"po et A.PY: 
sMW(X"po) = ~ (2.61a) 
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sMw(X:po) = 2X:po 
SMW (X:py) = Sw (X:py) 
SMw (X:py) = 0 
pour lesquelles on trouve les coefficients suivants de !'equation (2.60): 
Aw3 = A.po 1,5Aw4 (A.py + Ipo) 
A.po- A.py 








Finalement, en combinant les equations (2.34) et (2.60), on a pour le calcul de la largeur 
effective !'expression suivante: 
(2.63) 
dont une representation graphique et une comparaison avec la formule de WINTER sont 
montrees ala figure 2.24. 
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Figure 2.24- Proposition de MULLIGAN et PEKOZ [33,35] pour le calcul de Ia largeur 
effective. 
De meme, on pourrait envisager d'appliquer cette nouvelle approche pour Ia formule 
(2.49) de KAL Y ANARAMAN pour les plaques appuyees sur un seul bord. Dans ce cas, 
!'equation (2.49) combinee avec (2.34) devient: 
SK = 1, 19(Ip -0,298) 
Similairement au cas precedent, SMK prend Ia forme suivante: 
avec les conditions suivantes aux limites: 
SMK(Ipo)=~ 
SMJ< (Ipo) = 2Ipo 
SMK (X'py) = SK (Ipy) 
SMJ<(X'py) = 0 
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2[(1,19-Ipo)"-py -0,3546] 
A K4 = --=----------,,..------~ 
(Ipo- XPY f (2.67a) 
AK3 = Apo -l,5AK4 (Ipy + Ipo) 
"-po -Apy 
(2.67b) 
AK2 =-Apy(2AK3 +3AK4Ipy) (2.67c) 
(2.67d) 
et Ia largeur effective est donnee par !'expression suivante: 
(2.68) 
Par soucis de simplification du langage dans le cadre de cette these, on appellera 
desormais l'equation (2.68) de combinaison Mulligan+Kalyanaraman. 
Dans Ia figure 2.25 on trouve une comparaison entre les courbes de Kalyanaraman, 
equation (2.49), et Ia combinaison Mulligan+Kalyanaraman, equation (2.68). La raison de 
Ia presence d'une troisieme courbe dans cette figure appelee 'parabole' sera expliquee un 
peu plus tard. Sur l'axe des abscisses, on trouve cette fois le rapport crejfy au lieu de 
l'elancement reduit de plaque A.P, de maniere a expliciter le rapport b/t de Ia plaque, le 
coefficient de voilement k et Ia limite elastique fy qui vaut ici 3 55 N/mm2 , qui est Ia limite 
elastique de l'acier le plus couramment utilise dans la fabrication de profils formes a froid. 
Toutes ces variables sont aussi donnees sur cette figure. 
Malheureusement, Ia combinaison Mulligan+Kalyanaraman presente une allure indesirable 
lorsque Ia plaque est tres peu elancee, comme celle montree a la figure 2.26, avec un 
rapport b/t egal a 15 _ Utiliser une approche pareille pour modeliser le comportement de 
plaques appuyees sur un seul bord, reviendrait en fait a avoir le palier p =I, de la plaque 
non-voilee, beaucoup plus large que celui dicte par l'elancement limite Apo. Ce fait est 
d'autant plus important que l'elancement reduit de Ia plaque a Ia ruine Apy s'approche de 
Apo et provient du fait qu'on a choisi une interpolation cubique pour representer 
S = crmfcrcr,p en fonction de Ip en imposant une derivee nulle ala ruine, comme montre a 
la figure 2.27. 
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Mulligan + Kalyanaraman 
0,95 
Plaque appuyee sur un seul bord 
0,9 fy = 355 Nlml'lT bIt= 15 k = 0,43 
Kalyanaraman 
0,85 
0,8 +------....._ __ ......._ _ -l----!----+----+-----+----+------1 
0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 
cr8 / fy 
0,6 0,7 0,8 0,9 
Figure 2.26- Largeur effective de Ia plaque appuyee sur un seul bord avec b/t = 15. 
Pour contourner ce probleme, on propose de faire passer une courbe du deuxieme degre 
(une parabole) pour representer p = be/b en fonction de }:P, quand Ia plaque est peu 
elancee. On voit tout de suite que cette parabole do it passer par les points (}:po, p = 1), fin 
du palier pre-voile, et (}:py·P~), ruine; ou p~ est la valeur obtenue a partir de !'equation 
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(2.49) de Kalyanaraman, en y remplac;ant Ipy a IP. Elle est aussi construite de maniere a 
ce que son cote convexe soit tourne vers le haut et dont le sommet soit le point 
( Apo, p = 1), ce qui impose qu'elle ait la forme generale suivante: 
(2.69) 
Avec la condition de passage par la deuxieme point ( A.PY, p~), on trouve la valeur de la 
constante C de !'equation (2.69) qui prend finalement la forme suivante: 
et dont la representation graphique est illustree aux figures 2.25, 2.26 et 2.27. 
S = O'm I O'cr,p 
1 
0,9 
0,8 Plaque appuyee sur un seul bord 
0,7 
0,6 







0 0,1 0,2 0,3 0.4 
Mulligan + Kalyanaraman 
0,5 0,6 0.7 0,8 0,9 
(2.70) 
Figure 2.27- Diagramme contrainte x deformation de la plaque appuyee sur un seul bord 
avec b/t = 15. 
Comme il n'y a aucune ressemblance mathematique entre la combinaison 
Mulligan+Kalyanaraman, equation (2.68), et la parabole, equation (2. 70), il est impossible 
de determiner la valeur de l'elancement reduit a la ruine Apy pour laquelle les deux 
courbes coincident, afin de savoir si on doit utiliser l'une ou l'autre formulation. De toute 
fac;on, on voit dans les figures 2.25 et 2.26 que si on calcule la largeur effective au moyen 
des deux formulations, en prenant la plus petite, on tombera toujours sur la bonne courbe. 
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Dans le cas ou les courbes des deux formulations sont suffisamment proches pour se 
croiser, comme montre ala figure 2.28 pour une plaque avec b/t = 26, le fait de prendre la 
valeur Ia plus petite, fait passer d'une courbe a !'autre, ce qui ne semble pas deteriorer la 
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Plaque appuyee sur un seul bord 
Para bole 
/ 
0,6 0,7 0,8 0,9 
Figure 2.28- Largeur effective de Ia plaque appuyee sur un seul bord avec b/t = 26. 
1 
L'approche qu'on vient de voir s'est averee necessaire dans la cadre de cette these a 
cause des semelles des profils du type 'U' et de cornieres tres peu elancees qu'on trouve en 
pratique et dont les resultats experimentaux ont ete compares aux resultats theoriques de 
cette these. 
Dans le cas d'une plaque simplement appuyee aux quatre bords, il est evident que la 
combinaison Mulligan+Winter produit le meme probleme quand Ia plaque est tres peu 
elancee et, dans ce cas, Ia methodologie a appliquer reste tout a fait semblable a celle 
qu'on vient de voir. 
2.4. STABILITE DE SECTIONS OU DE PLAQUES ASSOCIEES 
2. 4.1. Generalites 
Dans le paragraphe 2.1.2 on a aborde le probleme de Ia stabilite de plaques isolees. 
Neanmoins, dans le cadre de profils a parois minces il faut considerer, pour le voilement, 
!'interaction entre les plaques qui composent Ia section transversale. L'etude theorique de 
Ia stabilite de sections prescrit le voilement simultane de toutes les plaques composant Ia 
section a cause des conditions de continuite imposees a leurs jonctions. Toutefois Ia 
verification experimentale montre qu'il y a generalement une plaque de Ia section 
transversale qui voile prematurement par rapport aux autres. Ce phenomene est du aux 
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imperfections (geometriques locales et contraintes residuelles) inherentes au processus de 
fabrication de profiles a parois minces. Des lors, il s'avere necessaire de bien connaitre 
!'interaction de voilement entre les parois, c'est a dire, comment le voilement d'une paroi 
va influencer le voilement des parois voisines et vice-versa. 
Le coefficient de voilement k pour une plaque isolee appuyee aux deux bords non-
charges varie selon le degre de restreinte a la rotation fourni par les appuis lateraux. A la 
limite on a k = 4, condition de bi-appuyee, et k = 6, 97, condition de bi-encastree, dans la 
direction transversale a la charge. Le meme raisonnement s'applique aux plaques isolees 
avec un bord appuye et !'autre libre dans la direction de Ia charge, dont le coefficient de 
voilement k varie de 0,425 a 1,277, pour le bord appuye simplement appuye et encastre, 
respectivement. Des recherches theoriques-experimentales comme celles de DEWOLF, 
PEKOZ et WINTER [32], KAL Y ANARAMAN [38] et MULLIGAN et PEKOZ [33,34] 
montrent l'ecart entre les coefficients de voilement k de plaques de sections obtenus 
experimentalement et de ceux obtenus en negligeant toute interaction entre les parois, c'est 
a dire, considerant les plaques comme isolees et avec les bords simplement appuyes, k = 4 
et k = 0, 425, comme deja decrit anterieurement. Ces constatations experimentales 
montrent que !'interaction de voilement entre les parois est un fait qui ne doit pas etre 
neglige dans les calculs theoriques de stabilite de profils a parois minces. 
Quant aux methodes de calcul de stabilite de section ou plaques composees, on peut en 
distinguer deux: la methode analytique et la methode numerique. 
La determination de contraintes de voilement de sections a parois mmces par voie 
analytique a fait !'objet de diverses recherches au debut des annees 40, parmi lesquelles on 
peut citer !'article de CHIL VER [39] qui a developpe une methode exacte en se basant sur 
!'equation (2.6) d'instabilite de plaques, ou des conditions de continuite sont imposees ala 
liaison des plaques voisines composant la section. Plus recemment, RHODES et HARVEY 
[ 40] ont derive, sur base des travaux anterieurs, une formulation pour la determination de 
la contrainte critique et du comportement post-critique de sections du type 'U', ou ils ont 
aborde non seulement le cas de compression uniforme, mais aussi les effets de 
compression et de chargement excentriques. KAL Y ANARAMAN [38], en se basant sur 
d'autres recherches anterieures, a mis au point une methode analytique approchee pour Ia 
determination du coefficient de voilement de plaques composees. Sa methode est basee sur 
le degre de restreinte a Ia rotation que les plaques voisines exercent sur les bords de la 
plaque dont on veut determiner le coefficient de voilement. II a obtenu un bon accord 
entre les resultats experimentaux et ceux obtenus analytiquement. 
A l'heure actuelle, les methodes numeriques sont sans doute les plus utilisees pour Ia 
determination de contraintes critiques de sections a parois minces a cause de leur plus 
grande generalite. Dans ce domaine, on remarque deux categories: la methode des 
elements finis et Ia methode de bandes finies, illustrees ala figure 2.29. Dans le cadre du 
calcul de stabilite de sections a parois minces, ou les caracteristiques geometriques et 
proprietes du materiau sont constantes le long d'une direction privilegiee, Ia methode de 
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bandes finies est de loin Ia plus economique en temps de calcul et requiert moins d'espace 
de memoire de l'ordinateur que la methode des elements finis. Afin de reduire le temps de 
calcul et Ia quantite de memoire plus eleves requis par la methode des elements finis, 







Figure 2.29- Methodes numeriques utilisees pour le calcul de stabilite de sections. 
(a) Methode des elements finis et technique de sous-structuration; 
(b) Methode des bandes finies. 
Quant ala methode de bandes finies, elle a ete originalement etablie par CHEUNG [ 42] 
pour le calcul de dalles. Dans ce premier travail, seul les deformations hors du plan ont ete 
prises en compte (deplacements w et e de la figure 2.29). Un peu apres, il a etendu sa 
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methode au calcul de structures formees par des plaques composees [43], ou les 
deformations dans le plan (deplacements u et v de Ia figure 2.29) ont ete inclus dans Ia 
formulation de la bande finie. D'autres applications et developpements concernant la 
methode de bandes finies ont ete publiees par CHEUNG dans la reference [ 44]. 
L'application de la methode des bandes finies au calcul de stabilite de sections est due a 
PRZEMIENIECKI [ 45]. Sur base des observations experimentales d'essais de compression 
de tron<;ons courts, il part de !'hypothese que les bords communs aux parois adjacentes 
restent droits au cours du voilement. Cette hypothese simplifie la formulation, car il ne 
faut considerer que les deformations hors du plan (deplacements w et e de la figure 2.29). 
Aussi, ses developpements sont limites au cas compression biaxiale centree. Plus tard, 
PLANK et WITTRICK [ 46] ont etendu le travail de PRZEMIENIECKI pour inclure les 
effets de compression longitudinale excentree, de compression transversale et de 
cisaillement. Aussi, !'hypothese de deplacements des bords nuls a ete relaxee, ce qui 
permet de trouver la charge critique de tron<;ons longs. Finalement GRAVES SMITH et 
SRIDHARAN [ 47] ont developpe une formulation pour le calcul de stabilite de sections 
soumises a un chargement arbitraire. 
L'instabilite de sections a parois minces se produit d'une fa<;on tout a fait similaire a 
celle d'une plaque isolee. La forme du mode de flambement est sinuso'idale dans la 
direction longitudinale et la solution du probleme de la stabilite de ces sections se presente 
sous la forme d'une courbe en festons du type de celle montree a la figure 2.4. Par 
exemple, la figure 2.30, tiree de la reference [39], illustre bien ce fait. Cette figure montre 
la variation de I a contrainte critique Ocr ,s de voilement d'une section du type 'U' avec sa 
longueur L et pour plusieurs valeurs de m de demi-ondes de voilement. On remarque que, 
plus grande est la longueur L du tron<;on court~ moins sensible il est, quant a sa contrainte 
critique de voilement, aux possibles variations de sa longueur~ en effet, la courbe s'aplatit 
de plus en plus au fur et a mesure que le nombre de demi-ondes augmente. II suffit des 
lors de considerer une seule demi-onde de voilement, m=l, et ensuite de proceder a la 
recherche de la contrainte critique minimum dont la longueur L correspondante est 
appelee longueur critique, Lcr. 
Dans ce qui suit, on presentera des resultats trouves dans la litterature pour la solution 
du probleme de stabilite de sections idealisees du type corniere, 'U' et 'C' obtenus au 
moyen de la methode de bande finie formulee comme propose par PRZEMIENIECKI 
[ 45]. On entend par sections idealisees, celles ou les coins arrondis, sections n.~elles, sont 
remplaces par des coins anguleux. 
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Figure 2.30- Contrainte critique de voilement d'une section du type 'U', tin~e de Ia 
reference [39]. 
2.4.2. La corniere 
La comiere possede sans doute Ia section transversale la plus simple parmi les profils a 
parois minces. La figure 2.31 montre les dimensions d'une comiere idealisee. 
Figure 2.31- Comiere idealisee. 
Le mode de voilement d'une comiere est montre a Ia figure 2.32. L'effet de restreinte 
qu'une plaque exerce sur !'autre etant tres faible, le voilement de ses plaques entraine une 
rotation rigide de la section transversale autour de son centre de torsion C, figure 2.31. A 
cet egard, BLEICH [ 48] a ete le premier a attirer !'attention sur la similitude entre le 
phenomene de flambement par torsion d'une comiere et du voilement de ses plaques. Cette 
similitude est d'autant plus vraie que les largeurs b1 et b2 des ailes se rapprochent. 
FERREIRA et RONDAL [ 49] ont etabli analytiquement I' equivalence entre Ia charge 
critique de flambement par torsion et la charge critique de voilement d'une corniere a ailes 
egales. 
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Figure 2.32- Similitude entre le voilement local et le flambement par torsion d'une corniere 
a ailes egales. 
Dans ce cas, les deux ailes peuvent etre considerees comme articulees a leur bord 
commun, ce qui donne un coefficient de voilement k egal a 0,425. Si b est la largeur 
commune des deux ailes, en utilisant !'equation (2. 9) pour la contrainte critique de 
voilement de plaques, on trouve !'expression suivante pour Ia charge critique de voilement 
de la section, Pcr,S• d'une corniere a ailes egales: 
p = 2 0, 4257t2E (.!_)2 bt 
cr,s ( 2 ) b 12 1-v 
(2. 71) 
Quant a la charge critique de flambement par torsion, FERREIRA et RONDAL [ 49] ont 
deduit une formule en fonction uniquement des dimensions de la section transversale de la 
corniere, ou la rigidite de gauchissement, qui est d'ailleurs tres petite pour la corniere, a 
ete negligee. La formule suivante, tin~e de la reference [ 49], donne Ia charge critique de 
flambement par torsion d'une corniere idealisee a ailes egales: 
E ( t ) 2 1 




En posant E = 210000 N/mm2 et v = 0,3 dans les formules (2.71) et (2.72), on obtient: 
(2.73) 
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respectivement. Ces deux expressions different par la presence, dans !'expression (2.74) de 
la charge critique de flambement par torsion, du terme: 
(2. 75) 
Ce dernier est tres proche de l'unite pour des valeurs de minceur b/t trouvees en pratique, 
comme montre dans la reference [ 49]. On peut done en conclure qu'il y a en pratique une 
equivalence quant aux charges critiques, entre les concepts de flambement par torsion et 
de voilement dans le cas de cornieres a ailes egales. 
Quant au calcul de stabilite de cornieres a ailes inegales, il existe tres peu de resultats 
dans Ia litterature; en effet, la restreinte exercee par Ia plaque plus etroite sur Ia plaque 
plus large reste faible. A ce sujet, BLEICH [48] donne quelques resultats: pour une 
corniere dont le rapport des largeurs bifb 2 (voir figure 2.31) se situe entre 1 et 2, i1 
obtient, en moyenne, k = 0, 568 pour la plaque de largeur b1 et quand le rapport b1 jb 2 est 
entre 2 et 3, il obtient k = 0, 504 pour Ia plaque de largeur b1. Comme on vient de le 
constater, les coefficients de voilement des plaques d'une corniere a ailes inegales ne 
s'ecartent pas trop de 0,425, qui est le coefficient de voilement d'une plaque articulee et 
libre aux bords non-charges. 
2.4.3. La section de type 'U' 
Pour une section en 'U' a parois minces, les dimensions et le mode de voilement 
caracteristique sont illustres ala figure 2.33. 
Epaisseur t 
Figure 2.33- Dimensions et mode de voilement d'un profil avec section en 'U'. 
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On trouve sur la figure 2.34, tin~e des references [33] ou [34], les resultats numeriques 
du calcul de stabilite d'une section en 'U'. Grace au voilement simultane des trois plaques, 
Ia courbe intitulee k 1 est en relation avec la courbe intitulee k2 par !'expression suivante: 
(2. 76) 
ou k 1 et k 2 sont les coefficients de voilement des plaques de largeur b 1 et b 2 , 
respectivement. La troisieme courbe sur cette figure donne la longueur critique, Lcr, de 
voilement de la section en 'U', tel que montree a la figure 2.33, qui correspond a kmin 
pour le premier mode d'instabilite, une seule demi-onde longitudinal e. m= 1. On trouve 
aussi sur cette figure les resultats experimentaux que MULLIGAN et PEKOZ ont obtenus 
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Figure 2.34- Resultats theoriques et experimentaux de la section en U, tiree des references 
[33] ou [34] de MULLIGAN et PEKOZ. 
On s'aper9oit que k 1 part d'une valeur egale a 4, qui correspond au cas d'une plaque 
simplement appuyee, b2 = 0, pour ensuite atteindre une contrainte critique maximale pour 
une section caracterisee par un rapport b2 jb1 proche de 0,2. Quant a k2, il part d'une 
valeur nulle en atteignant Ia valeur de 0,425 pour un rapport b2 jb1 = 0,315. Apres, il 
continue a augmenter et on voit que quand le rapport b2 /b1 tend vers l'infini, Ia valeur de 
k 2 tend vers 1, 77, qui correspond au cas d'une plaque avec un bord encastre et !'autre 
libre. La justification du fait que k2 > 0, 425 pour b2 /b 1 > 0, 315 est tres simple si on fait 
appel a Ia figure 2. 7 et l'effet de restreinte que Ia plaque 1 exerce sur Ia plaque 2; en effet, 
le voilement de Ia plaque 1, dil au voilement premature de Ia plaque 2, se produit dans une 
longueur de demi-onde (pour une plaque simplement appuyee Lcr = b 1) qui est 
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certainement plus petite que celle de Ia plaque 2 avec un bord articule et !'autre libre. En 
se reportant a Ia figure 2.7, on voit tres nettement que, dans ce cas, k2 est plus grand que 
0,425. 
BATISTA [50], procedant a une analyse minutieuse des resultats numeriques et modes 
d'instabilite obtenus a !'aide de Ia methode de bandes finies, montre que pour les 
geometries ou b2 jb1 reste inferieur a 0,345, Ia plaque de largeur b1 perit la premiere par 
instabilite, en recevant l'aide de Ia plaque b2 . Pour des rapports b2/b1 superieurs a 0,345, 
le voilement de Ia section est au contraire tributaire de l'instabilite prematuree de la plaque 
de largeur b2 . On remarque que la valeur de demi-onde de voilement, Lcr, augmente a 
partir du rapport limite b2jb1 egale a 0,345. Cette remarque s'explique par le fait que le 
voilement de Ia plaque de largeur b2, avec un bord libre, demande une longueur de demi-
onde de voilement plus grande que celle de la plaque de largeur bl> appuyee aux deux 
bords. Pour le rapport b2/b1 egal a 0,345 les plaques de largeur bt et b2 voilent 
independamment l'une de l'autre pour la meme contrainte critique. Neanmoins, les 
coefficients de voilement k1 et k2 sont legerement superieurs aux valeurs de la plaque 
simplement appuyee, 4 et 0,425, respectivement, carla section est forcee a voiler dans une 
longueur de demi-onde qui est differente de celle de chaque plaque isolee. 
Pour une section en U, on peut tirer directement les coefficients k 1 et k2 du graphique de 
Ia figure 2.34. Afin de faciliter la programmation des calculs, BATISTA [50] a exprime 
kt a l'aide de formes polynomiales determinees par la methode des moindres carres et 
representant au mieux la courbe mentionnee ci-dessus: 




La valeur de k2 peut toujours etre determinee a l'aide de l'equation (2. 76). 
Les resultats experimentaux dus a MULLIGAN et PEKOZ sont aussi donm!s a Ia 
figure 2.34 et les commentaires suivants sont tires de leur article [34]. Une bonne 
correlation theorique-experimentale est obtenue pour le coefficient de voilement k 1 de 
l'ame de la section en U; toutefois les valeurs theoriques du coefficient de voilement k2 de 
la semelle surestiment les resultats experimentaux, qui tournent autour de 0,425. Les 
auteurs precites remarquent aussi que les resultats experimentaux sont influences par les 
facteurs suivant: choix de la longueur du tron¥on court, location des jauges de contraintes 
relative aux demi-ondes de voilement et Ia planicite des sections d'extremite. A leur avis, 
ce dernier facteur est surtout responsable des valeurs experimentales faibles du coefficient 
k2 de la semelle. 
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2.4.4. La section de type 'C' 
Une section en C est obtenue a partir de la section en U en ajoutant a l'extremite de la 
semelle une plaque supplementaire de largeur b3, figure 2.35a. Le but de cette troisieme 
plaque est d'augmenter la raideur de Ia semelle. Cette augmentation de raideur de Ia plaque 
2 est d'autant plus efficace que la raideur de la plaque 3, raidisseur, est suffisante pour 
tenir leur bord commun droit en cours de voilement de Ia section. Les figures 2. 3 5 b, 2. 3 5 c 
et 2.35d montrent les differents modes de voilement d'une section en C selon le rapport de 


















b/ b 1 > 0,3 
Mode Local 
Voilement premature de Ia plaque 3 
(d) 
Figure 2.35- La geometrie et les modes locaux de voilement d'une section en C. 
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On voit, intuitivement, que si Ia plaque 3 n'est pas suffisamment raide pour empecher tout 
deplacement du bord commun aux plaques 2 et 3, !'ensemble de ces plaques tourne autour 
du bord commun aux plaques 1 et 2, ce qui caracterise le mode local distorsionnel montre 
a Ia figure 2.35b. Si, au contraire, Ia plaque 3 est suffisamment raide, le bord commun aux 
plaques 2 et 3 ne se deplace pas, caracterisant le mode local illustre a la figure 2.35c. 
Lorsque la largeur de Ia plaque 3 est trop grande, le voilement de la section est tributaire 
du voilement premature de Ia plaque 3, figure 2.35d. 
Afin de pouvoir etudier le mode local distorsionnel au moyen de la methode de bandes 
finies, il faut relaxer !'hypothese de PRZEMIENIECKI, que les bords communs restent 
droits en cours de voilement et, par voie de consequence, les deformations dans le plan 
doivent etre incluses dans la formulation de Ia bande finie. MULLIGAN (33], DESMOND, 
PEKOZ et WINTER (51], HANCOCK [52,53], LUONGO et PIGNATARO (54] et 
SERRETE et PEKOZ (55] ont etudie ce probleme en detail et les figures 2.36 et 2.37, 
tirees des references (33] et (54], respectivement, permettent a elucider cette question. 
La figure 2.36 montre !'influence du rapport b3 jb 1 sur le coefficient de Ia semelle, k2, 
avec la longueur L de demi-onde de voilement. On note que les courbes possedent deux 
minima locaux designes par les points A et B, appeles minimum primaire et minimum 
secondaire, respectivement. Les modes de voilement correspondants aux minima sont le 
mode local, pour le point A, et le mode local distorsionnel, pour le point B. Si Ia longueur 
L de demi-onde de voilement est plus petite que la longueur correspondante au minimum 
primaire, point A, le mode de voilement est toujours local; si, par contre, L est plus grand 
que Ia longueur correspondante au minimum secondaire, point B, le mode de voilement est 
local distorsionnel pour autant que toute possibilite de flambement global soit exclus; et, 
finalement, si L se situe entre les longueurs correspondantes aux deux minima, le mode de 
voilement est un couplage des deux modes precites. Le mode d'instabilite qui gouverne le 
voilement de la section, etant toujours celui qui correspond au plus petit des deux minima, 
dans le cas de cette figure Ia section perit par le mode local de voilement. Pour les 
rapports geometriques utilises, on note que le fait de doubler la largeur, b3, du raidisseur 
ne change rien quant au minimum primaire. 
Sur Ia figure 2.37 on montre !'influence du rapport b2 jb1 sur le rapport k~/k~ avec Ia 
variation du rapport b3/b1, ou k~ et kr sont les coefficients de voilement de Ia plaque 1 
de Ia section en C et de Ia section en U correspondante (sans le raidisseur de la semelle), 
respectivement. On observe que le role joue par le raidisseur est d'autant plus important 
que rapport b2 /b 1 est plus grand. Afin de mieux comprendre les enseignements que cette 
figure apporte, les commentaires suivants sont extraits de Ia reference [51]. Pour des 
rapports b3/b 1 allant jusqu'a 0,1, approximativement, le raidisseur n'a pas une raideur en 
flexion suffisante pour appuyer l'extremite de Ia semelle et le mode de voilement local 
distorsionnel est celui qui gouverne. Pour des rapports b3jb 1 allant de 0,1 a 0,3, 
approximativement, le raidisseur possede une raideur en flexion suffisante pour empecher 
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tout deplacement lateral de l'extremite de Ia semelle et le mode de voilement local est celui 
qui gouverne. Pour des rapports b 3 jb 1 plus grands que 0,3 l'instabilite de Ia section est 
tributaire du voilement premature du raidisseur. 










0 4 8 12 16 20 
Figure 2.36- Influence du raidisseur sur le voilement de Ia semelle pour des sections en C 





b2 I b1 = 0,6 
2 b2 I b1 = 0,5 
b 2 I b l = 0.3 
0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 
b3 I b1 
Figure 2.3 7- Influence du raidisseur sur le voilement de l'ame pour des sections en C 
uniformements comprimees, tiree de Ia reference [54]. 
Finalement, on presentera les resultats du calcul de stabilite de Ia section en C obtenus 
au moyen de Ia methode de bandes finies, tel comme celle precomsee par 
PRZEMIENIECKI. Les resultats ici presentes sont valables pour autant que le rapport 
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b 3jb 1 soit entre 0,1 et 0,3 afin que les bords communs se tiennent droits en cours du 
voilement et que toute possibilite de voilement premature du raidisseur soit ecartee. La 
figure 2.38, tin~e de la reference [33], montre les resultats precites. L'expression (2. 76) qui 
relie les deux courbes de voilement k1 et k2 reste toujours valable et, en plus, on trouve 
sur cette figure les resultats experimentaux des coefficients de voilement obtenus en 
laboratoire. 
On remarque que quand b2 jb1 tend vers zero, les conditions d'appui de la plaque 1 se 
rapprochent de celles d'une plaque bi-encastree dans le sens transversal a Ia charge, 
k 1 = 6,97, et que quand, au contraire, b2 jb1 tend vers l'infini, les conditions d'appui de la 
plaque 2 se rapprochent de celles d'une plaque encastree-simplement appuyee, kz = 5, 41. 
Pour un rapport bz/bt egal a 1, les plaques 1 et 2 voilent independamment l'une de l'autre 
avec k 1 = k2 = 4 et Lcr /b 1 = 1. Si b2 /b 1 < 1 la plaque 1 perit la premiere par instabilite et 
pour b 2jb1 > 1, le voilement de la section est au contraire tributaire de l'instabilite 
prematuree de la plaque 2. Ici aussi, BATISTA [50] a entrepris un ajustement numerique 
pour representer kt a l'aide de formes polynomiales au moyen de la methode des moindres 
carres, donne par !'expression suivante: 
pour 0, 1 S b2 S 1, 0 et 0,1 S .!:1 S 0, 3 
bl bt 


















Figure 2.38- Resultats theoriques et experimentaux de Ia section en C, tiree de la reference 
[33] de MULLIGAN. 
Quant aux resultats experimentaux dus a MULLIGAN presentes sur cette figure, on 
constate qu'il y a une correlation theorique-experimentale raisonnable pour Ies valeurs de 
kz. Ceci est du au fait que les largeurs b3 des raidisseurs des sections en c de 
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MULLIGAN sont dimensionnees de maniere a satisfaire les conditions de DESMOND 
[51], qui etablissent l'inertie minimum necessaire des raidisseurs en fonction de Ia minceur 
b 2 jt de la semelle a raidir. Par centre, quant aux valeurs de kt. on constate une mauvaise 
correlation theorique-experimentale, surtout pour des sections ou l'ame est tres elancee 
par rapport au flange (b 2 jb1 < 0,5); en effet, l'auteur a pu verifier que la moyenne des 
rapports b 3/b 1 des sections testees est de 0,11 et que 56% des sections avait b3 /b 1 < 0, 1, 
or Ia distorsion de !'ensemble semelle-raidisseur favorise encore plus le voilement de !'arne 
(voir figure 2.35b), qui d'ailleurs, est deja la plaque qui perit la premiere par instabilite. En 
conclusion, le concept de dimensionnement du raidisseur dfi. a DESMOND, concernant 
seulement la semelle a raidir, sans aucun egard par rapport a !'arne, ne fait pas beneficier 
du maximum de performance qu'une section en C peut avoir, ce qui met bien en evidence 
!'importance des resultats dus a LUONGO et PIGNATARO qui etablissent le 
dimensionnement du raidisseur avec egard a l'ame (0, 1 < b3/bl < 0,3). 
2.5. LES NORMES ET DES ADAPTATIONS POUR LE CALCUL DE 
LARGEURS EFFECTIVES UTILISEES DANS LE PROGRAMME 
D'ELEMENT FINI 
2.5.1. Introduction 
Dans le cadre de cette these on a choisi pour le calcul des largeurs effectives dans le 
programme d'element fini ce qu'il y avait de plus recent sur cette matiere des cotes 
Europeen et Americain. On a fait ce choix parce que leurs codes englobent !'experience 
accumulee au cours de plusieurs recherches sur le continent Europeen et aux Etats-Unis, 
respectivement. Du cote Europeen on a suivi l'annexe A de l'Eurocode 3 [56] et du cote 
Americain, le draft de l'AISI-90 [57] (American Iron and Steel Institute); tous les deux 
donnent des procedures pour le calcul de stabilite de structures formees par des profils a 
parois minces. 
Malgre l'actualite de Ia l'AISI-90, elle n'est pas exempte de quelques obstacles pour 
l'utiliser dans un element fini. Par exemple, il y a des formules pour le calcul de largeurs 
effectives qui presentent des discontinuites et des procedures pour le traitement du 
raidisseur, plaque 3, de la section en C qui manquent de generalite afin de couvrir tous les 
cas dont on a besoin pour la programmation. 
Dans ce qui suit on presente les propositions des deux normes precitees pour le calcul 
de largeurs effectives ou les problemes qu'on vient de citer sont mis en evidence et des 
adaptations sont envisagees afin de leur rendre utilisable dans !'element fini. 
2.5.2. Plaque dont les bords soot simplement appuyes 
Pour le calcul de largeurs effectives de plaques bi-appuyees dans le sens transversal a 
la charge, il y a une petite difference quant a la largeur plane de Ia plaque bp a considerer 
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dans les calculs entre l'Eurocode 3 et l'AJSI-90. Cette difference concerne les arrondis des 







Figure 2.39- Largeur plane bp a considerer. 
Afin d'uniformiser et de simplifier Ia programmation, on a choisi de calculer bp comme 
propose par l'AJSI-90. En ce qui concerne l'Eurocode 3, le fait de prendre pour bp Ia 
largeur purement plane entre les deux arrondis ne doit pas donner des n!sultats tres 
differents de ceux avec la largeur calculee comme reglementee dans celui-ci; en effet, 
l'Eurocode 3 preconise que si r ~ St et rjbp ~ 0, 15, ce qui est normalement le cas de 
profils a parois minces, le calcul des caracteristiques geometriques de la section 
transversale peut etre fait en rempla<;:ant les arrondis par des coins anguleux. 
Quant aux calcul de la largeur effective, les deux normes negligent l'effet d'interaction 
de voilement entre les plaques des sections, qui sont considerees comme des plaques 
isolees, bords simplement appuyes. Heureusement, l'effet d'un gradient de contraintes de la 
charge agissant sur la plaque est pris en compte. La figure 2.40 montrent la notation 







Figure 2.40- Notation et representation graphique de Ia repartition de Ia largeur effective. 
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EUROCODE 3 AISI-90 
I Coefficient de Voilement I 
0 < \jl ~ 1 ~ k = 8 •2 
1' 05 + \jl 3 . . V\jl~k=4+2(1-\jl) +2{1-vl 
-1 < \jl ~ 0 ~ k = 7 '81 - 6. 29 \jl + 9. 78 \jf 2 
\jl ~ - 1 ~ k = 5 ' 98 ( 1 - \jl ) 2 
'\ = 1 052 b p - 1- rr; 
"'py • t JkVE 
I Calcul de la Largeur Effective I 
r = 1 os2 bp - 1- rcr;-
p • t JkV£ 
re = 0,256 + 0, 328 bp rr; 
t VE 
L ' wt des borcis appuye sur wt raidisseur 
- 0 22 1 ~ - ~ {~p s 0,673 ~ p = 1 
A.p > 0,673 ~ p = (1- --.:....-) =-+ 0,18 py p ~ 1 I"p s 0,673 ---+ p = 1 
A.p A.p A.py- 0,6 
p ~ 1 
- ( 0,22) 1 A. p > 0, 673 ~ p = 1 - -=- =-
A.p A.p 
Les deux bords appuyes sur des ames 
rp ~ o,673 ~ P = 1 
0,673 < rp < re ~ p = (1.358- 0 •461 ) _! 
A.p A.p 
I Repartition de Ia Largeur Effective 
{
bel =be/(3-v) 
'V ~ -0,236 ~ be2 = be/2 
'V > -0,236 ---+ be2 =be- bel 
Tableau 2.3- Calcul et repartition de largeurs effectives pour Ia plaque appuyee aux deux bords. 
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Comme montre au tableau 2.3, la prise en compte du gradient de contraintes est faite 
en faisant dependre le coefficient de voilement k, du rapport 'I'= cr2/cr1, voir paragraphe 
2. 1.2. La figure 2.41 montre une comparaison de k selon les deux normes. En realite ces 
courbes sont un ajustement de la valeur theorique de k, voir figure 2.6, ou le traitement 
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Figure 2.41- Comparaison des coefficients de voilement k de plaques appuyees aux deux 
bords entre l'Eurocode 3 et l'AISI-90. 
Avant de poursuivre la comparaison des courbes de calcul de largeur effective p ( Ap) 
entre les deux normes. i1 s'avere necessaire de mettre en evidence quelques details relatifs 
ala formule de l'AISI-90 pour des plaques avec les deux bords appuyes sur des ames. Par 
exemple, la valeur de Ip varie normalement de zero a IPY, en cours de chargement, ( cr 1 
vade zero a fy) passant par la frontiere Ie (voir tableau 2.3) des deux formules de largeur 
effective. En egalant !'expression de Ip a celle de Ie, on trouve que (jl doit satisfaire 
!'expression suivante: 
@l = 0,243-Jk +0,312../k 
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Ensuite, en egalant maintenant les deux formules de calcul de largeur effective pour 
0, 673 < Ap < Ae et Ap :2: X"e en X"P = X"e, on trouve que cr 1 doit satisfaire !'equation 
suivante: 
@i = 0,486 +0 624 
v fy bp rr; , 
tVE 
(2.81) 
On voit que cr 1 ne peut satisfaire les expressions (2. 80) et (2. 81) simultanement que si 
k = 4. Done, on doit s'attendre a une discontinuite entre les deux formules de calcul de 
largeur effective en Ap = X"e quand Ia valeur de k est differente de 4. 
On peut encore entreprendre un calcul pour connaitre Ia valeur de k pour laquelle 
Apy = Ae, ce qui donne: 




qui est tel que: 
4,0 < k < klim ~ Apy > X"e 




Les figures 2.42, 2.43 et 2.44 montrent une comparaison graphique entre les deux 
normes pour trois valeurs differentes de k. Ces valeurs sont 4, 5 et 6,998, respectivement. 
La derniere valeur correspond a k 1im de !'equation (2.82) pour bp/t = 90 et 
fy = 355 MPa. La figure 2.42 montre que la courbe de l'AISI-90 presente un point 
anguleux en Ap = Ae. La figure 2.43 illustre Ia discontinuite de Ia courbe de l'AISI-90 pour 
une valeur de k differente de 4, k = 5. La figure 2.44 montre l'inadequation de la courbe de 
l'AISI-90 lorsque Apy = Ae· 
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Plaque appuyee sur les deux bards 
0,9 
0,8 I 
Mulligan + Winter 
0,7 
0,6 fy = 355 N/mi"Ti bp It = 90 k = 4 
0,5 
0,4 
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,2 1,4 1,6 1,8 2 
Figure 2.42- Comparaison graphique des formules de calcul de largeur effective pour la 
plaque appuyee aux deux bords, k = 4. 
p 
1 Plaque appuyee sur les deux bards 
0,9 





fy = 355 Nlmrrr bp 1 t = 90 k = 5 
/ 
0,6 Eurocode 3 
0,5 
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 1,4 1,6 1,8 
Figure 2.43- Comparaison graphique des formules de calcul de largeur effective pour !a 















Plaque appuyee sur les deux bards 
W. / mter 
fy = 355 Nlmrrr bp 1 t = 90 k = 6,998 
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AISI-90 
Mulligan+ Winter/ 
1 1,2 1,4 
Figure 2.44- Comparaison graphique des formules de calcul de largeur effective pour la 
plaque appuyee aux deux bords, k = 6, 998 . 
Sur ces figures on trouve aussi les courbes de Winter, equation (2.40), et la combinaison 
Mulligan+Winter, equation (2.63). Si on compare la courbe de l'Eurocode 3 avec celle de 
Mulligan+Winter et celle de l'AISI-90, on note que le palier pre-voile de l'Eurocode 3 est 
sensiblement plus large que ~po = 0, 673. Ceci est du au fait que la formule de p de 
l'Eurocode 3 donne des valeurs plus grandes que 1 pour des valeurs de Ap un peu plus 
grandes que 0,673, combine avec la condition p S 1. En plus, la courbe de l'Eurocode 3 est 
conservative par rapport a celles de l'AISI-90 et Mulligan+Winter dans une plus grande 
partie du chemin d'equilibre suivi jusqu'a Apy. 
Quant au calcul de la largeur effective be, on peut voir au tableau 2.3 que pour 
l'Eurocode 3 elle est calculee par rapport a be (be= pbe), alors que pour l'AISI-90 elle est 
calculee par rapport a bp (be = pbp). En realite les deux approches ne different que si 
'II< 0, (be * bp). Le calcul de be par rapport a be semble plus logique et pour pouvoir 
comparer la repartition de la largeur effective be en bel et be2 en fonction de 'II= cr2 jcr1 
pour les deux normes il faut ramener les formules de bel et be2 de l'AISI-90 a be en 
utilisant la formule be= bpj(l- 'II) montree ala figure 2.40 pour 'II< 0. Tous calculs faits, 
on a: 
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{AISI-90 
-0,236 <"' < 0 ~ 
be= pbc 
l 1-\jl bel =be--'ll::;; -0,236 ~ 3-"' 
1-"' be2 =be--2 
(2.85) 
La comparaison graphique entre les deux normes pour les repartitions de Ia largeur 
effective par rapport a be, beifbe et be2/be, avec be= pbc est donnee a Ia figure 2.45. 
De nouveau, on constate qu'il y a une discontinuite de la courbe be2 /be de l'AISI-90 sur 
l'abscisse 'If = -o, 236. Afin de contourner ce probleme, on propose d'ajuster un polynome 
cubique en liant les points d'abscisse 'II = -0.5 et 'II = 0 de maniere a respecter les valeurs 
de be2 /be et de sa derivee par rapport a 'V des courbes de I'AISI-90 proches des points 
d'abscisse deja cites, tel que donne par la courbe pointillee de Ia figure 2.45. Tous calculs 






Sur cette figure on peut aussi remarquer que les rapports beifbe et be2 /be de l'AISI-90 
sont d'autant plus grands par rapport a ceux de l'Eurocode 3 que la valeur de 'II est plus 
negative pour 'V < 0. La justification de ce fait est que be est calcule par rapport a bp avec 
l'AISI-90; alors qu'avec l'Eurocode 3, son calcul est par rapport a be. Or, plus 'II est 
negatif, plus petite est Ia longueur comprimee be. 
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Figure 2.45- Repartition de Ia largeur effective pour l'Eurocode 3 et l'AISI-90. 
L'utilisation de l'AISI-90 pour le calcul de Ia largeur effective dans !'element fini pose 
des difficultes insurmontables pour la convergence de Ia solution non-lineaire a cause des 
discontinuites que presente Ia courbe de p pour la plaque appuyee sur des ames aux deux 
bords lateraux et Ia courbe de repartition pour be2 , comme on vient de le voir. Afin de 
remedier a ce probleme, on propose, dans le cadre de cette these, d'utiliser l'AISI-90 
modifie qui consiste a substituer Ia combinaison de Mulligan+Winter et Ia parabole (voir 
figure 2.3) a celle preconisee par l'AISI-90 pour le calcul de Ia largeur effective de plaques 
appuyees sur des ames aux deux bords lateraux et, quant a Ia repartition de Ia largeur 
effective, on utilise !'equation (2. 86) pour calculer be2 pour -o, 5 < 'l' < 0 (voir figure 
2.45). Par soucis de simplification du langage dans cette these, toute reference a Ia 
norme Americaine sera appelee AISI-90, avec les modifications citees ci-dessus. 
2.5.3. Plaque avec trois bords simplement appuyes et un bord libre 
Le tableau 2.4 montre une comparaison numerique de formules de calcul de largeur 
effective pour Ia plaque avec un bord libre entre l'Eurocode 3 et I'AISI-90. On constate 
tout de suite que l'AISI-90 ne fait aucune distinction, quant au gradient de contraintes, 
pour Ie calcul du coefficient de voilement k qui est toujours ega! a 0,43. La figure 2.46 
montre graphiquement une comparaison du calcul de k en fonction de 'l' pour les deux 
normes. 
Quant au calcul de la largeur effective, on remarque que l'AISI-90 utilise Ia formule de 
WINTER, alors que Ia formule preconisee par l'Eurocode 3 est, a notre avis, plus realiste 
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eu egard au comportement sous-ultime de plaques deja discute au paragraphe 2.3 de cette 
these. Sur la figure 2.4 7 on trouve une comparaison graphique des deux normes pour 
differentes formes du gradient de contraintes. Cette fois, on peut verifier qu'on a le rapport 
crt/fy pour l'axe des abscisses au lieu de IP. Ceci est du au fait que des courbes avec une 
valeur de k differente l'une de !'autre auraient aussi differentes valeurs de Ipy. 
Finalement, a titre comparatif, la figure 2.48 illustre graphiquement les approches de 
calcul de largeur effective pour la plaque appuyee sur un seul bard pour l'AISI-90, 
l'Eurocode 3, Kalyanaraman et la combinaison Mulligan+Kalyanaraman. 
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EUROCODE3 AISI-90 
Coefficient de Voilement - Compression Positive \jl = cr 2 / cr 1 
+ 
b b 
I t I C I 
vl l~bf"l,... 
{-1$\j/$0 ~  
k=0,57-0,21\j/+0,07\j/ 2 cr2 [JJ>' b 
{
0 $ \jl $ 1 
k= 0,578 
\jl +0,34 
{ -1 $ \jl < 0 
k = 1, 7- 5'1J + 17' 1 '1'2 
- 1 bp Hy A.py = 1,052 ~- -
-vk t E 
I Calcul de la Largeur Effective I 
I = 1 052-1-bP ~ 
P • Jk t vE" 
p ::; 1 
k = 0,43 
k = 0,43 
k = 0,43 
k = 0,43 
Tableau 2.4- Calcul de largeurs effectives pour la plaque appuyee sur un seul bord. 
- 2.59-
II- Stabilite et n1ine de plaques 
k 
1,8 ~----------------~----------------------------------~ 









AISI- 90 Jllllllllllllllllllllllllllllllllllll 0,2 
0 +-----4-----~-----+-----+----~--------~----+-----+-----~-----r-----+--------~----+-----~ 
'l' = 0 \j/=1 \j/=0 
Figure 2.46- Comparaison de coefficients de voilement k pour la plaque appuyee sur un 
seul bord, entre l'Eurocode 3 et l'AISI-90. 
p 
1,1 
1 Plaque appuyee sur un seul bard 
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Figure 2.47- Comparaison des approches de calcul de largeur effective pour la plaque 
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Plaque appuyee sur un seul bord 
1_PY = 3,3 
2 2,5 3 3,5 
Figure 2.48- Comparaison entre plusieurs approches de calcul de la largeur effective pour 
la plaque appuyee sur un seul bord. 
2.5.4. Traitement du raidisseur du profil C 
2.5.4.1. Selon I' AISI-90 
Comme deja vu au paragraphe 2.4.4, l'etude theorique de l'instabilite de la section en C 
montre que l'efficacite du raidisseur est penalisee lorsque le rapport b3 jb1 est tel que 
b3 /b1 < 0, 1 or b3 /b1 > 0, 3. Egalement, a partir de la solution du calcul de stabilite 
presentee a la figure 2.38 on remarque que pour des rapports b2 jb1 < 1 normalement 
trouves en pratique, le coefficient de voilement k2 de la semelle est plus petit que 4, ce 
qui correspond a la plaque simplement appuyee aux deux bords. Ainsi, l'effet de 
!'interaction de voilement entre les parois justifie pleinement pourquoi on trouve 
experimentalement k2 < 4. Cependant, la norme Americaine neglige cet effet de 
!'interaction de voilement et preconise que si l'inertie en flexion du raidisseur a au moins 
une certaine valeur nommee I a, inertie adequate, alors on considere la semelle avec 
k2 = 4. Si ce n'est pas le cas, la valeur de k2 et les largeurs effectives de la semelle et du 
raidisseur sont reduites. 
Avant de poursuivre la description detaillee de !'approche proposee par l'AISI-90, il est 
d'abord necessaire de donner la notation suivante, qui se trouve representee a la figure 
2.49. 
crr- contrainte de compression uniforme agissant sur la semelle. 
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S = 1,28.JE/crr (2.88) 
bp2 , bp3 , D- largeurs dont les dimensions sont detinies a Ia figure 2.49. 
be- largeur effective de Ia semelle calculee avec k 2 , conformement au paragraphe 2.5.2 
(formule de Winter). 
be3- largeur effective du raidisseur conformement au paragraphe 2.5.3. 
c1, c2 - coefficients de redistribution des largeurs effectives definis a la figure 2.49. 
Is- inertie en flexion du raidisseur, plaque de largeur bp3 , autour d'un axe passant par son 









c. b bp3 2 e3 
Figure 2.49- Notation utilisee pour le calcul des largeurs effectives de !'ensemble semelle-
raidisseur. 
Afin de justifier !'apparition de la variable S definie par !'expression 2. 88, il est utile de 
noter les relations suivantes: 
bp2 s -
--:5:- <=> Ap)plaque2 :$; 0, 673 avec k 2 = 0, 43 t 3 (2.90) 
bp2 -
--:5: S <=> Ap)plaque2 :$; 0, 673 avec k 2 = 4 
t (2. 91) 
Finalement, pour le calcul des coefficients c1 et c2 , voir figure 2.49, et du coefficient de 
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11. = 399[bpz/t -o 33]3 
t4 s ' 
n = 1/2 
I 
c2 = 2..~ 1 
I a 
c1 = 2 -c2 
k2 =3,57u:r +0,43 , 4 
hpz ~s 
t 
11. = [115 (bp2 jt)] +5 
t 4 s 










c1, c2 et k2 ont les memes expressions que celles du cas 2. 
Les variations du rapport Ia/t4 et de l'exposant n avec Ia valeur de S = 1,28..}E/crr sent 
montrees aux figures 2.50 et 2.51, respectivement. La figure 2.50 montre tres nettement 
!'augmentation de l'inertie adequate Ia avec l'accroissement de Ia contrainte de 
compression crf, la valeur de S diminue. Quant a Ia valeur de n, Ia figure 2.51 met en 
evidence Ia discontinuite de cette variable pour l'abscisse S = bp2 ft. 
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L'utilisation de cette approche dans !'element fini presente une limitation et un 
probleme: elle ne tient pas compte d'un gradient de contraintes dans la semelle, d'une part, 
et la discontinuite de la valeur de n (voir figure 2. 51), d'autre part, respectivement. 
En ce qui concerne la prise en compte d'un gradient de contraintes, une adaptation a ete 
envisagee. La figure 2.52 montre les dispositions supplementaires qui ont ete ajoutees a 
celle de la figure 2.49 pour cette adaptation. 
GJ=Gf 
Figure 2. 52- Dispositions supplementaires pour tenir compte d'un gradient de contraintes 
sur la semelle. 
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Enfin, on propose de modifier les expressions du coefficient de voilement k2 de Ia semelle 
de maniere a que le gradient de contraintes sur celle-ci soit pris en compte. Ainsi, il n'y a 
qu'a changer les expressions pour les cas 2 et 3, a savoir: 
Cas 2 et 3) b S ... p2 <.J--
t 





ou k('V) est calcule selon le paragraphe 2.5.2, voir tableau 2.3. On voit que dans les 
expressions (2.103) et (2.104) de k2 , on multiplie k('l') par le rapport entre !'expression de 
k 2 et sa valeur maximum des expressions (2.99) et (2.100), respectivement. Finalement, le 
calcul de bel et be2 de Ia figure 2.52 se fait selon l'AISI-90, paragraphe 2.5.2, a condition 
d'utiliser les expressions (2.1 03) et (2.1 04) pour le calcul du coefficient de voilement k 2 
de la semelle. 
Quant a Ia discontinuite de Ia valeur de n, Ia proposition donnee a la figure 2. 53 a ete 
adoptee. Sur cette figure, l'abscisse Q prend !'expression suivante: 
Finalement, les expressions suivantes ont ete adoptees pour Ia valeur de n: 
1 Q~ 1,5~ n=-
2 
05<Q<l5~n=-+- Q--1 1 ( 1) 
, , 3 6 2 














n = 113 + 116 . (Q- 112) 
0,5 n = 11 2 





0 0,5 1 1,5 2 2,5 3 3,5 4 
bp2 It 
Q= s 
Figure 2.53- Proposition pour le calcul de l'exposant n afin de faire disparaitre la 
discontinuite de la figure 2.51. 
Malgre tous ces ajustements, il reste encore un petit detail a regler concernant la valeur 
de la variable c1 qui affecte la largeur bel ou be2 , voir figure 2.52. Comme le montre 
!'expression (2.98) cl prend toujours une valeur plus grande ou egale a 1 parce que c2, 
donne par I' expression (2. 97), est toujours plus petit ou egal a 1. Par sou cis de simplicite, 
la valeur de C} doit toujours etre egale a 1. L'exemple suivant aidera a comprendre ce 
probleme. Supposons une colonne comprimee excentriquement avec la disposition et Ia 
discretisation montrees a la figure 2. 54. 
A 
r 
1~------- -------rp e C~GT- - - - - - - - -.- ----- --- - -
AL (a) 
2 3 4 
CD <D 0 
(b) 
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A cause de Ia non-linearite on voit que !'element fini 2 est le plus sollicite. Utiliser une 
valeur de c 1 plus grande que 1 pour !'element 2 risque de donner une largeur effective de 
Ia plaque 2 du cote du bord d'intersection avec la plaque 1 plus grande que celles des 
elements finis 1 et 3 qui sont mains sollicites; ce qui serait illogique. 
2.5.4.2. Selon I'Eurocode 3 
Comme on le verra dans ce paragraphe, Ia methode proposee par l'Eurocode 3 est de 
loin plus compliquee que celle proposee par l'AISI-90 pour le calcul des largeurs effectives 
de !'ensemble semelle-raidisseur du profit C. Cependant, la proposition de l'Eurocode 3 
semble etre plus logique car elle tient compte, d'une certaine maniere, de l'effet 
d'interaction de voilement entre les parois. La figure 2.55 montre la disposition des 
largeurs effectives. L'Eurocode 3 preconise que Ia semelle ne puisse etre consideree 
convenablement appuyee sur le raidisseur que si !'angle entre les deux ne s'ecarte pas de 
I' angle droit d'un angle plus grand que 45° et si D > 0, 2 bp2 . Si ces conditions ne sont pas 




Figure 2.55- Disposition des largeurs effectives de !'ensemble semelle-raidisseur selon 
l'Eurocode 3. 
La proposition de l'Eurocode 3 est basee sur !'hypothese que !'ensemble forme par les 
largeurs be2 et be3• montrees a Ia figure 2.55, est en quelque sorte une poutre-colonne sur 
une fondation elastique, dont Ia raideur depend des inerties en flexion de l'ame et de Ia 
semelle, plaques 1 et 2 respectivement, et du type de sollicitation preponderante sur Ia 
section transversale du profil. La figure 2. 56 illustre tres clairement ces considerations ou 
. . 
afin de ne pas alourdir !'expose, des formules tres courantes de Ia resistance des materiaux 
y sont aussi donnees pour le calcul de la raideur Cr (N/mm2) de l'appui elastique. 
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1 





r f r 
Figure 2.56- Considerations pour le calcul de la raideur de l'appui elastique. 
(a) Modele physique~ 
(b) Type de sollicitation. 
Finalement, le calcul des largeurs effectives se deroule avec les etapes suivantes: 
1) Le calcul des largeurs effectives se fait a l'etat limite ultime avec la contrainte au bord 
commun de la semelle et du raidisseur egale a la limite elastique fy ~ 
2) Calcul des largeurs bel et be2 , montrees a la figure 2.55, selon le paragraphe 2.5.2 
pour l'Eurocode 3 ~ 
3) Calcul de la largeur be3 , montree a la figure 2.55, selon le paragraphe 2.5.3 pour 
l'Eurocode 3, en utilisant les expressions suivantes pour le calcul du coefficient de 
voilement du raidisseur: 
k3 = 0,5 si Djbp2 ::5; 0,35 (2.109a) 
k3 =0.5+0.83 [(Dfbp2)-o.35r13 Sl 0,35<Djbp2 ::5;0.6 (2.109b) 
4) Calcul de Ar, aire, et Ir, inertie en flexion, de la section formee par les largeurs be2 et 
be3 avec une epaisseur egale a t, comme montre a la figure 2.55. Pour ces calculs 
l'arrondi peut etre neglige et considere comme un coin anguleux si les conditions deja 
donnees au debut du paragraphe 2.5.2 sont satisfaites. L'inertie Ir doit etre calculee par 
rapport a un axe passant par le centre de gravite de la section de l'aire Ar et parallele a 
la semelle; 
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5) Calcul de Ia contrainte de flambement ideale de Ia poutre-colonne de l'aire Ar sur une 
fondation elastique, donnee par Ia formule suivante: 
(2.110) 
6) Calcul de la contrainte de flambement reduite crc a Ia ruine a l'aide de la courbe de 
flambement Europeenne a0 : 
6. 1) Calcul de l'elancement reduit A.ry: 
(2. 111) 
6.2) Calcul du facteur de reduction X avec la courbe a0 (a.= 0, 13): 
(2.112) 
avec: 
q, = o,s[ 1 + a.(A.ry -o,2)+ ~] (2.113) 
6. 3) Calcul de la contrainte de flambement reduite cr c: 
(2.114) 
7) Si X < 1, la contrainte de ruine cr c sera plus petite que celle de !'hypothese de depart, 
fy. Afin de pouvoir ramener tous les calculs a fy, on diminue l'epaisseur de la section 
d'aire Ar en l'affectant du facteur de reduction x: 
tef =X t (2.115) 
ou ter est une epaisseur effective. La figure 2. 57 montre ces considerations. 
8) Si X < 1 l'Eurocode 3 preconise de faire encore deux iterations afin de trouver une 
valeur de X plus exacte. Chaque iteration consiste a repeter les etapes de 2 a 7 ou le 
calcul des largeurs bel• be2 et be3 des etapes 2 et 3 se fait avec la contrainte crc de 
!'iteration antecedente. 
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-~~b-el £=] ===-~ r_be-.lZ ¥JC 
t 
Figure 2.57- Considerations pour !'utilisation d'une epaisseur effective afin de pouvoir 
travailler avec la limite elastique fy. 
L'approche qu'on vient de voir a ete recernment proposee dans la nouvelle version de 
l'annexe A de l'Eurocode 3, et l'auteur n'a pu en prendre connaissance que lorsque cette 
these etait deja en phase de redaction. En consequence aucune adaptation de cette 
approche n'a pu etre entreprise afin de l'introduire dans !'element fini. Ainsi, pour le calcul 
de pro fils de section en C selon l'Eurocode 3, il faut se contenter des approches presentees 
aux paragraphes 2.5.2 et 2.5.3 pour le calcul de largeurs effectives des plaques appuyees 
sur les deux bords (arne et semelles) et appuyees sur un seul bord (raidisseur), 
respectivement, sans aucun regard a l'efficacite du raidisseur. 
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2.6. LA LARGEUR EFFECTIVE DANS L'ELEMENT FINI 
2.6.1. Plaque avec trois bords simplement appuyes et un bord libre 
Lors des essais numeriques avec !'element fini de poutre spatiale avec prise en compte 
du voilement au moyen de largeurs effectives, on a constate que pour des profils ou la 
variation de la largeur effective de la plaque appuyee sur un seul bord joue un role tres 
important comme pour la corniere et le profil U, !'utilisation des formules du paragraphe 
2. 5.3 entraine un changement tres rapide de Ia largeur effective, ce qui rend impossible la 
convergence de !'element fini. En realite, le calcul numerique converge dans le premier pas 
apres le debut du voilement et en suite il ne converge plus dans le pas suivant. 
Afin de ne pas exclure la corniere et le profil U des resultats de cette these, !'auteur a 
entrepris plusieurs tentatives pour ralentir la variation de Ia largeur effective de Ia plaque 
appuyee sur un seul bord. Parmi ces tentatives, la seule qui a donne satisfaction est celle 
montree a la figure 2.58. On peut y remarquer qu'au lieu de prendre Ia contrainte de 
compression la plus grande aux bords de Ia plaque, crl> on utilise Ia contrainte moyenne 
des extremites de la largeur effective be. La deuxieme modification consiste a substituer Ia 
largeur comprimee be ala largeur totale bp dans le calcul de A.p et de A.py. 
Eu egard aux modifications introduites pour le calcul de la largeur effective de la 
plaque appuyee sur un seul bord, !'auteur a pu imaginer trois hypotheses explicatives 
possibles: 
a) Comme deja dit au paragraphe 2.2.4, DEWOLF et GLADDING (31] ont montre que, 
pour une plaque appuyee aux deux bords et soumise a Ia flexion dans son plan, le 
gradient moyen de contraintes de Ia partie comprimee est different de celui de Ia partie 
tendue de la plaque, voir figure 2.20. Done, le gradient de contraintes soit de la partie 
comprimee, soit de la partie tendue, sont differents du gradient de contraintes suppose 
en liant les contraintes aux extremites de la plaque. Malgre qu'il n'y ait pas de resultat 
semblable dans Ia litterature pour la plaque appuyee sur un seul bord, il est aise de 
comprendre que calculer le gradient de contraintes comme montre au tableau 2.4 selon 
l'Eurocode 3 ne donne un compromis pour le gradient de contraintes reel dans la 
plaque. Cependant, on ne saurait pas le calculer autrement d'une maniere pratique et de 
toute fayon la prise en compte du gradient de contraintes represente deja une avance 
sur Ia specification AISI-90, qui le neglige; 
b) Du au fait que Ia convergence de !'element fini est tres sensible a Ia variation de Ia 
largeur effective de Ia plaque appuyee sur un seul bord, il se peut que le conservatisme 
exagere de !'utilisation de Ia formule d'Winter (2.40) pour definir sa ruine ait contribue 
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Figure 2. 58- Les modifications faites pour le calcul de la largeur effective de la plaque 
appuyee sur un seul bord. 
c) La derniere hypothese explicative plausible pour justifier les modifications montrees a 
Ia figure 2.58 pourrait provenir du fait que lors de ses essais experimentaux exhaustifs 
pour deduire sa formule de largeur effective, Winter avait neglige les effets 
d'interaction en voilement entre les plaques. Ainsi, il s'est contente d'utiliser k = 4 et 
k = 0, 43 pour les plaques appuyees aux deux bards et pour les plaques appuyees sur un 
seul bord, respectivement. Le fait de negliger !'interaction en voilement entre les 
plaques pourrait etre une des causes de Ia grande dispersion de largeurs effectives 
trouvees experimentalement, ce qui l'aurait conduit a proposer une formule 
conservative bornee superieurement aux largeurs effectives les plus petites trouvees 
experimentalement. Ainsi, on tombe de nouveau sur ce qui a deja ete explique dans 
!'hypothese b. 
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Dans les paragraphes suivants on presente un resume des propositions de l'Eurocode 3 
et de I'AISI-90, ainsi que deux propositions originales pour le calcul de largeurs effectives 
dans !'element fini et dont les resultats obtenus pour les profils cornieres, U et C sont 
montres au chapitre 5 de cette these. 
2.6.2. Eurocode 3 
Les largeurs effectives sont calculees selon les tableaux 2.3 et 2.4 pour la plaque 
appuyee aux deux bords et pour la plaque appuyee sur un seul bord, respectivement. En 
plus, il est aussi utile de rappeler les remarques suivantes: 
a) Pour Ia plaque appuyee sur un seul bord, Xp et de Apy sont calcules comme montre 
dans Ia figure 2.58; 
b) Les coefficients de voilement de plaques du profil sont recalcules a chaque iteration du 
pas non lineaire pour tenir compte du changement progressif du gradient de contraintes 
dans Ia section dil a Ia non linearite geometrique; 
c) Les plaques sont considerees isolees et done, aucun effet d'interaction en voilement 
entre les plaques du profil n'est pris en compte; 
d) Cette proposition a ete testee pour les profils corniere, U et C. Les resultats 
numeriques sont presentes au chapitre 5. 
2.6.3. AISI-90 
Les largeurs effectives sont calculees selon les tableaux 2.3 et 2.4 pour Ia plaque 
appuyee aux deux bords et pour Ia plaque appuyee sur un seul bord, respectivement. En 
plus, il est aussi utile de rappeler les remarques suivantes: 
a) Dil au fait que cette specification neglige le gradient de contraintes dans le cas de la 
plaque appuyee sur un seul bord (voir tableau 2.4), elle n'a pu etre appliquee qu'au seul 
profil C, ou Ia variation de Ia largeur effective du raidisseur de Ia semelle ne joue pas 
un role tres important pour Ia convergence de l'eh~ment fini; 
b) L'efficacite du raidisseur n'est pas prise en compte et done, les specifications citees au 
paragraphe 2.5.4.1 sont negligees; 
c) Les remarques b et c du paragraphe 2.6.2 pour l'Eurocode 3 sont aussi valables ici; 
d) Pour l'ame du profil C on utilise la courbe de voilement de la combinaison 
Mulligan+Winter avec Ia parabole, comme deja dit au paragraphe 2.5.2, alors que pour 
Ia semelle on utilise Ia courbe de WINTER comme specifie au tableau 2.3; 
e) Quant a Ia repartition de Ia largeur effective de Ia plaque appuyee aux deux bords, le 
calcul de la largeur be2 est fait selon l'ajustement montre a la figure 2.45 par la courbe 
pointillee, afin d'eliminer la discontinuite que presente la courbe originale de bel· 
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2.6.4. AISI-90* 
Dans cette proposition toutes les remarques deja faites au paragraphe 2.6.3 pour 
l'AISI-90 sont aussi valables ici, sauf Ia remarque b. Cette fois les largeurs effectives de Ia 
semelle et du raidisseur du profil C sont calculees selon les adaptations deja montrees au 
paragraphe 2. 5 .4.1 afin de tenir compte de l'efficacite du raidisseur. 
2.6.5. Proposition A 
Le but principal de cette proposition n'est d'autre que celui de tenir compte de 
!'interaction en voilement entre les plaques du profil. Le tableau 2.5 resume les procedures 
de calcul de largeurs effectives de cette proposition. 
Proposition A Plaque appuyee aux deux bards Plaque avec un bord libre 
Cornieres a ailes egales - k = 0,43 
Coefficient de voilement Profil U- expression (2. 77) combinee avec Ia relation (2. 76) 
Profil C - expression (2. 79) combinee avec Ia relation (2. 76) 
La combinaison Mulligan + La combinaison Mulligan + 
F orrnule de largeur effective Winter et la parabole Kalyanaraman et Ia parabole 
deja expliquees au paragraphe 2.3 
Repartition de Ia largeur Selon la remarque e du para- Ne s'applique pas 
effective be en bel et be2 graphe 2.6.3 pour l'AISI-90 
Tableau 2. 5- Description generale de Ia proposition A pour le cal cui de largeurs effectives 
dans !'element fini. 
Il est encore toutefois utile de souligner les remarques suivantes a propos de cette 
proposition: 
a) Les coefficients de voilement utilises sont pour la section transversale soum1se a Ia 
compression uniforme, or dans le cas de profils qui sont charges excentriquement les 
coefficients de voilement employes ne sont pas adequats. Malgre cela, on considere 
qu'on tient compte quand meme, dans une certaine mesure, de !'interaction en 
voilement entre les plaques; 
b) Il faut noter que, contrairement aux propositions de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90, les 
coefficients de voilement de plaques restent inchanges en cours de chargement du 
profil. Done, ils ne sont pas mis a jour a chaque iteration du pas non lineaire pour tenir 
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compte du changement progressif du gradient de contraintes dans la section 
transversale du aux non linearites geometriques. 
2.6.6. Proposition B 
Cette proposition est tres semblable a celle de l'Eurocode 3, paragraphe 2.6.2. En effet, 
il n'y a que deux differences: 
a) Pour la plaque appuyee aux deux bords, on remplace la formule de largeur effective 
proposee au tableau 2. 3 par la combinaison Mulligan + Winter et la parabole~ 
b) Pour la plaque appuyee sur un seul bord, on rem place la formule de largeur effective 
proposee au tableau 2.4 par la combinaison Mulligan+ Kalyanaraman et la parabole. 
Le but d'ajouter cette proposition est de pouvoir comparer ses resultats avec les 
resultats de l'Eurocode 3 et de la proposition A lors des essais numeriques avec Ia corniere 
et le profil U presentes au chapitre 5 de cette these. 
2.7. LA LARGEUR EFFECTIVE EN PLASTICITE 
Toutes les formules de largeurs effectives vues jusqu'ici sont d'application dans le 
domaine elastique. Cependant, certains chercheurs comme GERARD [23], STOWELL 
[58] et MAYERS et BUD lANSKY (59] proposent de calculer la largeur effective, apres 
plastification de la plaque, en rempla~ant le rapport de contraintes par le rapport de 
deformations dans !'expression de l'elancement reduit de la plaque, equation (2.29). Ainsi, 
sa nouvelle expression devient: 
I=~ 
p V Ecr,p (2.116) 
Toutefois, cette approche de calcul de largeur effective en plasticite n'a pas ete adoptee 
pour le calcul numerique par element fini a cause des motifs suivants: 
a) Elle n'est valable que pour la plaque appuyee aux deux bords, alors qu'il n'existe 
aucune proposition pour la plaque appuyee sur un seul bord; 
b) Elle a ete con~ue pour Ia plaque soumise a la compression uniform e. Dans le cas 
general de la plaque soumise a un gradient de contraintes, il y aura certainement un 
bord qui est plus comprime que l'autre et qui atteint la plastification en premier. 
Cependant, le calcul de largeurs effectives avec (2.116) penalisera simultanement les 
largeurs bel et be2 alors qu'il n'y a qu'un seul bord ou la plastification a deja eu lieu; 
c) Malgre les remarques 'a' et 'b' citees ci-dessus, l'auteur a quand meme essaye cette 
proposition dans l'element fini dans le but de simuler numeriquement Ia rotule plastique 
qui se forme au milieu de la colonne comprimee. On a pu constater que melanger la 
plasticite avec une variation plus rapide de Ia largeur effective par rapport au cas 
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elastique pose des problemes de convergence dans !'element fini. Done, il faut se 
contenter de ne pas faire varier les largeurs effectives des plaques dans !'element fini 
sauf en regime elastique. Lorsqu'un point d'integration quelconque de Ia surface 
moyenne de la section transversale de l'element fini plastifie, les largeurs effectives 
dans cet element restent inalterees; 
d) 11 est bien connu que pour effectuer le calcul plastique, il faut suivre l'histoire des 
deformations de chaque point d'integration. Pour cela, il faut que la position de chaque 
point d'integration reste fixe. Or, lorsque la section transversale de !'element fini est 
variable a cause des largeurs effectives de ses plaques qui sont mises a jour a chaque 
iteration, les points d'integration doivent se situer a l'interieur de la nouvelle dimension 
de la largeur effective. Done, leurs positions sont aussi variables a chaque iteration. Ce 
dernier motif serait deja suffisant pour condamner le calcul plastique de I' element fini 
avec Ia largeur effective variable en plasticite. Pourtant, on a quand meme essaye ce 
type de calcul parce que, comme il est bien connu, la methode des largeurs effectives 
est deja, par elle-meme, une methode semi-empirique approchee. Malgre cette 
tentative, comme deja dit dans la remarque 'c', !'element fini ne converge pas. 
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L'INTERACTION ENTRE LE VOILEMENT 
LOCALETLESMODESGLOBAUX 
D'INST ABILITE 
3.1. DESCRIPTION DU PHENOMENE 
Le phenomene d'interaction entre le voilement local des parois et le flambement global 
d'un profil a parois minces sera analyse a l'aide de la figure 3.1, tiree de Ia reference [52], 
avec quelques remarques ajoutees. Cette figure montre Ia variation de Ia contrainte 
critique de voilement de la section et de flambement global d'une colonne a section en C, 
soumise a une compression uniforme, avec Ia longueur critique Lcr de Ia demi-onde de 
voilement de Ia section ou de flambement de Ia colonne. Les dimensions de Ia section sont 
donnees sur Ia meme figure. Les resultats sont obtenus par un calcul d'instabilite lineaire 
avec Ia methode numerique des bandes finies ou les bords communs des plaques 
constituant le profil sont libres de se deplacer transversalement a l'axe de la colonne. 
D'une maniere generate, on peut distinguer sur cette figure quatre modes differents 
d'instabilite designes par les regions nommees de I a IV. Les points A et B correspondent 
aux minima primaire et secondaire des modes de voilement d'un tronyon court, soit le 
mode local (region I) et le mode local-distorsionnel (region II), respectivement, comme 
deja discute au paragraphe 2.4.4. Le comportement d'instabilite par flambement de 
colonne se produit dans Ia partie des grandes longueurs correspondante a Ia branche 
descendante de Ia courbe de droite. Sur cette branche on peut distinguer deux types de 
modes de flambement: celui de flexion-torsion (region III) pour des longueurs allant 
approximativement jusqu'a 1800 mm, point D sur Ia courbe, et celui de flexion (region IV) 
pour des longueurs plus grandes que 1800 mm. En outre, les valeurs obtenues pour Ia 
contrainte critique de flambement global sont tres proches de celles fournies par 
TIMOSHENKO [7]. 
On note qu'il n'y a pas de resultats pour de tres petites longueurs de Ia region I. Ceci 
s'explique par le fait que Ia methode de bandes finies n'est pas adequate pour representee le 
phenomene d'instabilite lorsque la longueur du tronyon court est tres petite par rapport 
aux dimensions de Ia section transversale. II faudrait, dans ce cas, utiliser !'element fini de 
coque. Malgre le fait que cette figure presente les contraintes critiques de Ia structure 
parfaite, elle peut servir pour une introduction au concept de !'interaction entre le 
voilement de Ia section et le flambement global de la colonne. Le minimum primaire, point 
A, etant le plus petit, c'est le mode d'instabilite par voilement local qui gouverne le 
voilement de la section dans le cas particulier de cette figure. Le point C, situe sur Ia 
branche descendante de la courbe, represente la longueur pour laquelle Ia contrainte 
critique de flambement par flexion-torsion de Ia colonne egale Ia contrainte critique de 
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voilement de la section. Done, la longueur correspondante au point C doit caracteriser, 
d'une certaine maniere, le centre d'une region ou il y a une forte interaction entre le 
voilement de Ia section et le flambement de Ia colonne. 11 est clair que cette interaction ne 
peut avoir lieu qu'en presence d'imperfections. Le but de cette these est justement d'etudier 
le comportement d'equilibre et stabilite des profils qui se situent dans cette region. Cet 
interaction entraine une diminution de Ia resistance de la colonne vis a vis de son 
flambement en !'absence du voilement de Ia section. Pour des longueurs de la colonne plus 
petites que celle correspondant au point C, la contrainte critique de voilement de la section 
est plus petite que la contrainte de flambement global de Ia colonne, le voilement 
precedera forcement le phenomene d'instabilite global, alors que, pour des longueurs de la 
colonne plus grandes que celle correspondant au point C, le voilement de Ia section sera 
premature par rapport au flambement global a cause des imperfections. Les imperfections 
geometriques (glob ales et locales) et structurales ( contraintes residuelles et dispersion de 
la limite elastique) entrainent un debut de voilement premature par rapport a Ia valeur 
theorique, point A. D'une part, !'imperfection geometrique de l'axe de la colonne conduit a 
une amplification considerable de Ia contrainte de compression des plaques du profil 
situees du cote concave de la deformee de la colonne~ d'autre part, les imperfections 
geometriques locales et les contraintes residuelles sont responsables d'un voilement 
premature de la section par rapport a Ia contrainte critique ideate de voilement, comme 
deja mentionne au paragraphe 2.2.2 pour les plaques isolees, il en va de meme pour les 
sections formees par des plaques. 
Le premier a entreprendre une etude de la sensibilite de Ia resistance de colonnes 
formees par des profils a parois minces vis a vis de leurs imperfections geometriques 
globales et locales est van der NEUT, ainsi qu'en temoigne une serie de deux articles 
[60,61]. Vander NEUT utilise un modele simplifie d'element a parois minces, compose de 
deux semelles liees par une arne consideree comme rigide en cisaillement et lateralement 
mais ayant une rigidite longitudinale nulle. A !'aide de son modele et d'une etude 
analytique, van der NEUT en tire les conclusions suivantes, ou crcr est la contrainte 
critique par instabilite globale de Ia colonne, crcr,s est la contrainte critique de voilement 
de !a section et Rest le rapport crcrfcrcr,s. 
a) L'equilibre est instable lorsque R = 1; 
b) La sensibilite aux imperfections locales des semelles est plus prononcee pour des 
valeurs de R tres proches de 1; 
c) La sensibilite aux imperfections de !'axe de Ia colonne est aussi plus prononcee pour 
des valeurs de R tres proches de 1, surtout dans Ia region R > 1; 
Comme on vient de le voir, on peut dire, a Ia lumiere des conclusions de van der NEUT 
, 
que le point C de la figure 3. 1 est le centre d'une certaine region ou Ia sensibilite de la 
charge de ruine aux imperfections generalisees de Ia colonne est la plus prononcee vis a vis 
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du phenomene d'interaction entre le voilement de Ia section et le flambement de Ia 
colonne. 
Finalement, il faut remarquer que de Ia meme fayon qu'une plaque isolee garde une 
reserve post-critique, comme deja mentionne au paragraphe 2.1.3, il en est de meme pour 
les tronyons courts (regions I et II) et les tronyons longs (regions III et IV) qui peuvent 
resister, dans une certaine mesure, au-dela du debut du voilement de Ia section. 
La figure 3. 2 illustre le phenomene d'interaction entre le voilement local et le 
flambement global a !'aide des courbes de flambement Europeennes. Cette figure montre Ia 
courbe 'b' de flambement. Cette courbe est dessinee pour le cas 'Sans Voilement' et pour le 
cas 'A vee Voilement'. Pour le cas de voilement on a choisi arbitrairement que le rapport de 
l'aire effective a l'aire pleine vaut 0, 7. La courbe d'Euler represente le cas des colonnes 
parfaites. Sur cette figure Ia notation utilisee est Ia suivante: 
A - aire de Ia section pleine. 
Ae - aire de Ia section effective pour une compression uniforme egale a fy . 
Pruine - charge de ruine de Ia colonne. 
Py- charge de ruine plastique (=A.fy). 
Per - charge critique de flambement global de Ia colonne. 
X= Pruine - coefficient de reduction au flambement. 
Py 
Ic = (P; - elancement reduit de Ia colonne. fi>~ 
aer - erosion de Ia charge de ruine de Ia colonne imparfaite en negligeant le voilement par 
rapport au cas de Ia colonne parfaite. 
her - erosion de Ia charge de ruine de Ia colonne imparfaite avec voilement pris en compte 
par rapport au cas de Ia colonne imparfaite en negligeant le voilement. 
Lorsqu'on considere les imperfections initiates de Ia colonne reelle, Ia courbe intitulee 
'Sans Voilement' montre que !'erosion aer est plus importante en "-c = 1. On voit aussi que 
cette erosion est d'autant moins importante que Ia colonne est plus elancee, "-c est plus 
grand. Si, par contre, on considere le voilement de Ia section du profil, on note que le 
palier des tronyons courts est redetini afin de tenir compte du voilement de ses parois. 
L'ecart her montre !'erosion que Ia charge de ruine subit a cause de !'interaction entre le 
voilement local et le flambement global. Egalement, on note que cette erosion est d'autant 
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Figure 3. 2- Visualisation de !'interaction entre le voilement local et le flambement global 
au moyen des courbes de flambement Europeennes. 
Afin de donner une idee du comportement reel d'une colonne en acier constituee d'un 
profil a parois minces, on presentera ici le comportement numerique obtenu par Ia 
methode de !'element fini de poutre spatiale avec prise en compte du voilement au moyen 
d'une section effective qui varie a chaque pas du processus de convergence du probleme 
non-lineaire, et dont !'expose theorique fait !'objet du prochain chapitre de cette these. La 
bonne concordance de charges de ruine obtenues numeriquement et experimentalement 
permet de conclure que le comportement numerique doit representer avec une bonne 
precision le comportement reel de ces colonnes. 
Pour cette presentation, on a choisi deux des colonnes en profil C essayees par 
MULLIGAN [3 3] avec des modes de flam bement distincts; le profil CLC/3 -120x60 -
flambement par flexion et le profil CLC/1-90x90 - flambement par flexion-torsion. La 
discretisation utilisee, les conditions d'appui et de chargement, les caracteristiques 
geometriques et mecaniques et Ia fleche initiale adoptee pour Ia simulation numerique sont 
donnes a Ia figure 3. 3. I1 est utile de remarquer que, pour les conditions d'appui en torsion, 
on considere que les plateaux de Ia presse d'essais sont infiniment rigides, done ils jouent 
le role d'encastrement en torsion puisqu'ils imposent aux sections d'extremite de rester 
planes, en empechant ainsi tout deplacement de gauchissement. Pour le calcul en plasticite, 
le materiau est considere elastique-parfaitement plastique (acier). Les largeurs effectives 
sont calculees selon I'Eurocode 3. 
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x, y, z- Axes 
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- Bi-appuye en flexion 
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- Charge centree 
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Epaisseur ( t) = 1 ,229 
76 r=2,99 
Longueur (L) = 244 2, 
Y fy= 237 MPa 
Deformee Initiale 
Sinuso'idale: 
f0 y = f0 z = L/1 000 
(d)- CLC/1 - 90 X 90 
Figure 3.3- Caracteristiques generales des exemples numeriques des profils essayes par 
MULLIGAN [33], dimensions en milimetres. 
(a) Discretisation et axes; 
(b) Conditions d'appui et de chargement; 
(c) Profil CLC/3-120x60; 
(d) Profil CLC/l-90x90. 
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Les figures 3.4 et 3. 5 montrent les resultats numenques de charge appliquee x 
deplacement obtenus pour les profils CLC/3-120x60 et CLC/l-90x90, respectivement. Les 
valeurs de charge critique de flambement (Pf,y- par flexion dans le plan xy et Pft- par 
flexion torsion) et les valeurs de charges de ruine experimentales sont aussi donnees sur 
les deux figures mentionnees. Les courbes 'a' montrent le comportement numerique pour 
un materiau lineairement elastique. On note que quand le flambement est par flexion, 
figure 3 .4, le chemin post-critique presente un caract ere stable; alors que, quand le 
flambement est par flexion-torsion, figure 3.5, le chemin post-critique presente un 
caractere instable. 
Si par centre, on considere le cas d'un materiau elasto-plastique, l'action combinee des 
contraintes de compression et de flexion, figure 3.4, et de gauchissement, figure 3.5, 
conduit a un debut de plastification de la section (point P de la courbe 'b'). A partir de ce 
point la colonne perd une bonne partie de sa rigidite jusqu'a l'atteinte de l'etat limite ultime 
defini par le point L. 
Les courbes 'c' representent le cas ou le voilement des parois est pris en compte au moyen 
du concept des largeurs effectives qui sont, comme deja dit, calculees selon l'Eurocode 3. 
On remarque que le debut du voilement (point V) precede le processus de plastification 
(point P de Ia courbe 'c') et que le voilement des parois entraine une perte tellement 
accentuee de rigidite que Ia plastification a lieu quand la courbe est deja tres aplatie. Ce 
fait est d'autant plus prononce que la section transversale est plus elancee, ce qui se traduit 
par une valeur de l'elancement reduit de la section, defini par Is= (fy fcrcr,s)112 , plus 
grand. Ainsi, la plastification peut se produire, soit avant la ruine (le sommet de la 
courbe), soit apres la ruine. 
Le premier cas, plastification avant la rume, est tres comprehensible si on fait appel a 
!'hypothese de von KARMAN, selon laquelle la ruine de plaques est atteinte par le debut 
de la plastification, comme deja montre au paragraphe 2.2.2. En effet, la ruine par 
l'atteinte de plastification de l'une des plaques composant le profil et le developpement 
subsequent du mecanisme plastique de ruine de cette plaque conduit a la formation d'une 
rotule plastique dans la colonne; autrement dit, l'etat limite ultime est atteint par Ia 
transformation de la colonne en un mecanisme. En plus, pour des raisons qu'on vient de 
voir, la reserve de resistance post-plastique reste toujours tres faible; de maniere que, dans 
ce cas, le debut de plastification constitue pratiquement la ruine de la colonne. 
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Figure 3.4- Courbes numeriques de charge X deplacement du profil CLC/3-120x60, 
obtenues par la methode des elements finis. 
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Figure 3.5- Courbes numeriques de charge X deplacement du profil CLC/l-90x90, 
obtenues par Ia methode des elements finis. 
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Au contraire, quand la plastification a lieu apres le sommet de la courbe, on a une rume 
qui se produit avec la colonne travaillant encore en regime elastique. Ce phenomene 
s'explique par l'effet de !'interaction entre le voilement local des parois et le flambement 
global de la colonne. Ce type de comportement peut se produire quand le flambement par 
flexion est celui qui gouverne, mais il se produit tres souvent lorsque le flambement est par 
flexion-torsion. Il en est ainsi, par exemple, pour le cas des cornieres dont le mode 
d'instabilite est par flexion-torsion qui, comme deja vu au paragraphe 2.4.2, possedent une 
charge critique de flambement par torsion (qui, pour les cornieres, est tres voisine de la 
charge critique de flambement par flexion-torsion) tres proche de Ia charge critique de 
voilement de ses parois. Done, quand le voilement commence a se produire, la corniere est 
deja proche du flambement par flexion-torsion; qui, d'ailleurs, possede un comportement 
post-critique instable. Par voie de consequence, la ruine se passe en regime elastique si la 
limite elastique est plus elevee que la contrainte critique de flambement par flexion-
torsion. Pour des colonnes constituees par des profils formes par d'autres types de sections 
transversales, comme les sections en U et en C, ce type d'interaction entre le voilement et 
le flambement par flexion-torsion n'est pas aussi prononce que dans le cas de la corniere, 
mais il peut rester valable dans une mesure moins importante. 
3.2. LES METHODES DE CALCUL DE COLONNES CONSTITUEES PAR DES 
PROFILS A PAROIS MINCES 
A l'heure actuelle, on peut distinguer dans la litterature quatre types differents de 
methodes de calcul de colonnes pour la prise en compte de !'interaction des modes 
d'instabilite locaux et globaux. BATISTA, dans sa these de doctorat [50], donne un aperyu 
tres complet des recherches actuelles dans ce domaine et il les classe comme suit selon la 
nature de !'approche suivie: 
a) Methodes analytiques; 
b) Methodes semi-analytiques; 
c) Methodes semi-empiriques; 
d) Methodes numeriques. 
Les methodes analytiques sont sans doute les plus precises et les plus exactes. Ce sont 
des methodes qui comprennent des developpements analytiques tres longs et tres 
sophistiques, ce qui les rend impraticable d'utilisation dans Ia pratique journaliere des 
bureaux d'etude. Les recherches dans ce domaine ne sont pas tres nombreuses et, en 
general, leur domaine d'application reste limite a des cas particuliers. 
Dans le cadre de cette these, on peut dire que ce sont les methodes semi-analytiques 
qui nous interessent le plus. La modelisation du voilement et de ses effets est realisee a 
l'aide du concept de largeur effective de plaque. Le comportement non-lineaire de la 
colonne est pris en compte par les equations classiques de la mecanique des structures et 
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!'interaction entre le voilement et la flexion de la colonne est traitee a l'aide d'un 
algorithme numerique de resolution pas-a-pas du probleme non lineaire. II revient a 
KLOPPEL et SCHUBERT [62] d'avoir ete les precurseurs de ce type d'analyse. 
Cependant, leur travail est consacre aux caissons des ponts a sections rectangulaires ou 
carrees. A la suite de KLOPPEL et SCHUBERT, d'autres recherches se sont succedees 
dans ce domaine, comme celles de SKALOUD et NAPRSTEK [63], THOMASSON [30], 
MULLIGAN [33] et BATISTA [64]. Le tableau 3.1 donne un apen;u general du domaine 
d'application, de la formulation theorique et de la solution numerique adoptees par chacun 
des chercheurs precites. 
L'analyse de ce tableau montre que le domaine d'application de ces recherches se limite au 
cas de colonnes constituees par des profils a section fermee doublement symetrique 
(profils creux a section rectangulaire ou carree) et a section ouverte a un axe de symetrie 
(profil C seulement). Le seul mode d'instabilite global considere est celui de flexion, en 
!'absence du mode torsionnel. Aussi, ils ne s'appliquent qu'au cas de colonnes isolees et bi-
articulees aux extremites. Malgre ces limitations, cette methode donne de tres bons 
resultats dans les cas ou elle s'applique; et est, pour ainsi dire, a la base de l'idee de 
!'introduction de la section effective dans !'element fini de poutre spatiale, developpee dans 
cette these au prochain chapitre. 
Quant aux methodes semi-empiriques, elles utilisent plutot, pour le dimensionnement 
pratique des elements a parois minces, des courbes de flambement modifiees. On reviendra 
plus tard sur cette classe de methode dans le dernier paragraphe de ce chapitre lors d'une 
revue des codes actuels pour le calcul a l'etat limite ultime de ce type de structure. 
Les methodes numeriques sont de loin l'outil le plus puissant pour !'analyse du 
comportement de colonnes en profils a parois minces. Dans cette catt~gorie on peut mettre 
en evidence Ia methode des elements finis de coque et Ia methode des bandes finies. 
Cependant, ce qui represente un avantage de Ia methode des elements finis de coque, 
!'analyse de structures formees par elements a parois minces, constitue un desavantage de 
la methode de bandes finies, !'analyse d'un seul element prismatique isole. D'un cote, 
l'avantage inherent a la methode des bandes finies, le temps de calcul par ordinateur plus 
economique, est au contraire une tres grande desavantage de Ia methode des elements finis 
de coque en raison du cout prohibitif de ce type de calcul. Ces remarques faites permettent 
de conclure que malgre la puissance des methodes numeriques reprises ci-dessus, leur 
utilisation dans les cas pratiques reste toujours tres limitee. 
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Condition de Charge de compression centn!e et excentree 
chargement 
Prise en 
compte de Ia Non Oui Non 
deformee 
initiale 
Mode de Flexion autour Flexion autour de !'axe faible 
flambement de !'axe fort 
Section 
effective le Constante Variable Constante 




Equations Equation classiques de 
Formulation classiques de differentielle Ia mecanique Equations classiques de la 
theorique Ia mecanique d'equilibre des structures mecanique des structures 
des structures d'une poutre et de 







Solution Algorithme approximation Algorithme incrementiel iteratif Methode de 
numerique iteratif successive et Newton 
de Ia methode Raphson 
de Runge-
Kuta 
Tableau 3.1- Aper<;u general des recherches dans le cadre des methodes semi-analytiques. 
Dans le cadre des methodes numeriques, BATISTA et ALMEIDA ont recemment publie 
un article sur le calcul de structures planes formees de profils a section en C a parois 
minces [65]. Ils utilisent !'element fini non lineaire classique de poutre dans le plan. La 
modelisation du voilement est realisee au moyen de largeurs effectives. On arrive a 
introduire Ia variation de Ia section effective a chaque pas de Ia solution du probleme non 
lineaire a !'aide d'une methode hybride proposee par BATISTA, qui consiste en une 
combinaison de Ia methode incrementielle iterative non lineaire de Newton-Raphson et de 
Ia methode directe (secante). Un aper<;u de !'element fini non lineaire de poutre dans le 
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plan et une presentation des deux methodes precitees sont donnes dans Ia reference [ 66]. 
Plus recemment BATISTA a fait une etude comparative de charges de ruine obtenues par 
son programme et celles obtenues par les codes actuels des continents Americain et 
Europeen [67], pour des treillis plans constitues de profils a section en C. Bien que son 
travail represente une avancee dans le cadre du calcul de structures en elements minces par 
element fini de poutre, son utilisation reste encore limitee au cas de structures planes 
formees uniquement par des profils a section en C, en !'absence du mode torsionnel. 
3.3. LES MODES GLOBA UX D'INSTABILITE 
3.3.1. Introduction 
Les colonnes constituees par des profils a section ouverte et parois minces possedent 
une tres faible raideur torsionnelle, ce qui conduit souvent a considerer un mode de 
flambement supplementaire a celui de Ia flexion d'Euler~ c'est a dire, le flambement par 
torsion. VLASSOV [68] a montre que !'hypothese de Bernoulli de conservation de Ia 
section plane n'est plus valable lorsque le rapport largeur-epaisseur (b/t) ex cede 10, 
approximativement. Ainsi, la piece presente des deformations longitudinales non seulement 
par suite de Ia flexion, mais aussi par suite du gauchissement du a Ia torsion. 
En fait, Ia theorie d'Euler du flambement dans le plan, basee sur la loi des sections planes 
et ne tenant compte que des etats d'equilibre a la flexion, ne represente qu'un cas tres 
particulier de la theorie generale de VLASSOV. La combinaison des modes fondamentaux 
d'instabilite de flexion autour des axes principaux d'inertie et de torsion autour du centre 
de torsion conduit a une charge critique qui est toujours plus petite que celles obtenues 
pour chaque mode d'instabilite fondamental considere isolement. 
3.3.2. Stabilite de colonnes 
Afin de proceder au calcul de Ia stabilite d'une colonne avec section transversale 
quelconque et sollicitee par une charge de compression excentree, comme illustre a Ia 
figure 3. 6, on considere le critere energetique d'equilibre indifferent donne par Ia 
condition: 
s;:2 . . 0 





ou 1t est l'energie potentielle totale et, U et V sont l'energie de deformation et l'energie 
potentielle des forces exterieures, respectivement. 
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Figure 3. 6- Colonne a section transversale quelconque soumise a Ia compression 
excentree. 
Si on considere les trois variables du probleme, soient les deplacements v et w et !a 
rotation \j/, comme indique a Ia figure 3 .6, Ia condition de minimum (3. 1) exige 
l'annulation des trois variations de o21t par rapport a v, w et \j/: 
<>v(o27t)=o 
<>w(o21t) = o 




L'application des conditions (3.3) au systeme de Ia colonne de Ia figure 3.6 aboutit au 
systeme d'equations d'equilibre suivant [7,68]: 
Elzviv + Pv" + P(zc- zp)'V" = 0 
Ely wiv + Pw"- P(y c - Yp )'V" = 0 
GCT\j/ 11 - Elro'Viv- Pr; \j/ 11 - Pypl3y'V"- Pzpl3z'V"-
P(yp- y c )w" + P{zp- Zc )v" = 0 
Les variables intervenant dans ces expressions ont les definitions suivantes: 
I 
( ) : derivee par rapport a x; 
E: module d'elasticite du materiau; 
G: module d'elasticite transversal du materiau; 
P: charge de compression appliquee; 




(Yp,zp): coordonnees du point d'application de Ia charge de compression par rapport aux 
axes principaux d'inertie; 
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A: aire; 
ly et lz: moments d'inertie en flexion par rapport aux axes principaux d'inertie, donnes par 
les expressions suivantes: 
CT: inertie en torsion de Saint Venant; 
Iro: inertie de gauchissement; 
(3.5) 
r0 : rayon d'inertie polaire par rapport au centre de torsion, dont le earn~ est donne par: 
(3.6) 
l3y et J3z: caracteristiques geometriques donnees par les expressions suivantes: 





Afin de resoudre le systeme d'equations (3.4), on peut adopter des fonctions satisfaisant 
les conditions d'appui pour les deplacements de telle fayon que: 
v = Avfv(x) 
w = Awfw(x) 




ou fv, fw et f'l' sont des fonctions prop res du probleme de stabilite et Av, Aw et A 'I' 
sont les amplitudes de ces fonctions. 
La substitution des expressions (3. 9) dans le systeme d'equations differentielles (3. 4) 
conduit a !'equation matricielle suivante: 
(3 .1 0) 
ou [D] est Ia matrice n!sultante de Ia differentiation des fonctions prop res (3. 9) et 
Afin de que le systeme d'equations (3. 1 0) donne des solutions non triviales, c'est a dire 
{A} :;e { 0}, on doit avoir l'annulation du determinant de la matrice [D ], d'ou: 
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IDI=O (3 .11) 
ou IDI represente le determinant de Ia matrice [D]. Les racines P de !'equation (3. 11) sont 
les valeurs prop res associees aux fonctions propres (3. 9) du probleme de stabilite de la 
colonne. La racine la plus petite correspond a Ia charge critique d'instabilite globale de Ia 
colonne. 
Dans le cadre de cette these, il nous interesse de connaitre les valeurs de charge 
critique Per pour deux types de conditions d'appui aux extremites de Ia colonne: 
a) Condition d'appui I: bi-articulee en flexion et 
extremites), donnee par: 
v = w = 'V = 0 et v" = w" = \j/ 11 = 0 en 
en torsion (gauchissement libre aux 
x = 0 et x = L (3 .12) 
ce qui permet d'utiliser les fonctions trigonometriques suivantes pour les fonctions 
propres (3. 9): 
fv = fw = f 'l' = sin 7" (3 .13) 
b) Condition d'appui II: bi-articulee en flexion et bi-encastree en torsion (gauchissement 
empeche aux extremites ), donnee par: 
v = w = 'V = 0 et v" = w" = \j/ 1 = 0 en x = 0 et x = L (3.14) 
ce qui permet d'utiliser les fonctions trigonometriques suivantes pour les fonctions 
propres (3.9): 






Pour la condition I (gauchissement libre aux extremites) !'utilisation des fonctions (3. 13) 
donne pour !'equation (3. 11) un polynome du troisieme degre en P dont les trois racines 
sont reelles car Ia matrice [D] est symetrique. En ce qui concerne Ia condition II 
(gauchissement empeche aux extremites) !'utilisation des fonctions (3. 15) conduit a une 
equation transcendantale tres compliquee pour I' equation (3. 11) dont Ia solution exacte 
s'avere mathematiquement tres difficile. Afin de contourner ce probleme, VLASSOV [68] 
recours a une methode approximative. II choisit pour les fonctions pro pres (3. 9) les 
fonctions fondamentales de vibrations transversales d'une poutre. Comme ces fonctions ne 
sont pas de solutions des equations (3 .4 ), on ne peut pas obtenir Ia nullite de ces 
equations. Pour y arriver il les annule sous Ia forme integree, en utilisant la methode de 
Bubnov et Galerkin. 
Plus recemment, !'utilisation de l'element fini de poutre spatiale [69] par BATISTA [50] 
avec prise en compte du gauchissement, a donne des resultats plus simples que ceux de 
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VLASSOV et relativement precis pour Ia prise en compte de l'empechement du 
gauchissement aux sections d'extremites lors du calcul de la charge critique. 
Le tableau 3.2 presente les propositions de VLASSOV et BATISTA pour Ia condition 
d'appui II, ainsi que les resultats classiques de Ia condition d'appui I. Les coefficients 



















ou Pr,y et Pr,z sont les charges critiques classiques d'Euler de flambement par flexion dans 
les plans xy et xz, respectivement; et P1 est la charge critique de flambement par torsion de 
la colonne autour du centre de torsion. II faut noter que P1 varie avec Ie point 
d'application de la charge (Yp, zp). En plus, on voit a I' aide de l'equation (3 .16) qu'il y a un 
decouplage complet entre Ia flexion selon les axes y et z et la torsion si la charge axiale est 
appliquee au centre de torsion. 
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Condition d'appui I Condition d'appui II 
(gauchissement libre aux extremites) (gauchissement empeche aux extremites) 
VLASSOV [68] BATISTA [50] 
kll 1 1 1 
k22 1 1 1 
k33 1 4,1223 4 
k13 = k31 1 0,8834 1 
k23 = k32 1 0,8834 1 
Tableau 3.2- Coefficients de !'equation (3.16) pour les conditions d'appui en question. 
L'analyse du tableau 3.2 montre que, dans le cas du gauchissement empeche aux 
extremites, Ia difference entre les valeurs des coefficients approchees obtenues par 
VLASSOV et celles proposees par BATISTA n'est pas tres importante. Des calculs 
effectues par ce dernier montrent que les differences entre les valeurs de charge critique 
obtenues par sa proposition et celles obtenues par !'element fini de poutre spatiale sont 
non significatives. Done, dans cette these on a prefere utiliser la proposition de BATISTA 
pour le calcul de Ia charge critique de colonnes lorsque le gauchissement est empeche aux 
extremites. En resume on a: 
kll = k22 = k13 = k31 = k23 = k32 = 1 
k 33 = 1 si gauchissement libre aux extremites 




Finalement, en appelant f(p) le determinant de !'equation (3. 16) avec les relations 
(3 .21), son developpement conduit au polynome du troisieme degre suivant: 
f(p) = (Pr,y -P)(Pr,z -P)Arp(Pt -P)-
P2(Pr,z -P)(zc -zp)2 -P2 (Pr,y -P)(Yc -yp)2 = 0 
Le developpement de cette expression conduit a la forme suivante: 
f( p) = A 1 P 3 + A 2 P 2 + A 3 P + A 4 = 0 
avec: 
At= -Arp +(zc- zp)2 + (Yc- Yp)2 
A2 =Arp(Pt +Pr.y +Pr,z}-Pr,z(zc -zp? -Pr,y(Yc -yp)2 
A3 = -ArpPt (Pr,y + Pr.z)- ArpPr,yPf,z 
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Dans les developpements qui suivent, le but est d'analyser le comportement des racines 
de (3 .22) ou (3 .23 ). Afin d'y arriver, on passera par les definitions de courbe isostable et 
de cercle de stabilite. 




Cette equation determine dans le plan de Ia section transversale une courbe possedant la 
propriete que les charges critiques appliquees en ses points ont une valeur constante 
P = P 0 . Pour cette raison, on appelle la courbe ainsi definie, pour P 0 = cte et, y p et zp 
variables, la courbe isostable des forces critiques excentrees. En plus, si P0 est la plus 
petite des trois racines de (3.22), on peut prouver, comme on verra plus loin, que P0 est 
plus petit que Pr ,y, Pr ,z et Pt. Egalement, on peut demontrer que I a courbe isostable est 
une ellipse (voir VLASSOV [68]) si P0 est Ia plus petite des racines. 
Le tlambement par flexion-torsion qu'on etudie ici dans le cas d'une charge P de 
compression (positive), est egalement possible dans le cas d'une traction excentree (P 
negatif). Physiquement, ce phenomene s'explique par le fait qu'a !'application d'une force 
longitudinale excentree de traction, il peut se creer dans la section transversale de la 
colonne, non seulement des contraintes normales de traction, mais aussi celles de 
compression. Il est evident que cette perte de stabilite a la traction excentree n'est pas 
possible pour toute position de la force de traction dans le plan de la section. Si, par 
exemple, cette force est appliquee a l'interieur du noyau central de la section, toute la 
section n'est soumise qu'a des contraintes de traction. Dans ce cas la colonne ne peut pas 
perdre sa stabilite a Ia suite d'une traction excentree. On peut done conclure que le noyau 
central doit alors se trouver a l'interieur d'une certaine region de stabilite de la section 
transversale de Ia colonne soumise a une traction excentree. On peut se demander si cette 
region de stabilite est limitee au noyau central ou si elle le depasse; autrement dit, la perte 
de stabilite, est-elle possible lorsqu'une force longitudinale de traction d'une valeur finie 
est appliquee a l'exterieur du noyau central de sorte qu'a l'extremite opposee de la section 
prennent deja naissance des contraintes de compression? On peut elucider cette question a 
!'aide de !'equation (3. 26) qui determine la courbe des forces critiques constantes en 
fonction des excentricites y P et zp. 
La region de stabilite d'une section transversale d'une colonne soumtse a une traction 
excentree se caracterise par le fait que la force critique de traction tend vers une valeur 
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infinie lorsque son point d'application s'approche de cette region par son cote exterieur. En 
reecrivant !'equation (3 .26) sous la forme suivante: 
(3 .27) 
et en faisant dans cette equation P0 ~ oo, on obtient !'equation de la courbe qui delimite 
cette region, donnee par: 
(3 .28) 
L'analyse de cette equation montre qu'elle represente un cercle, dont les coordonnees 
( Cy, C z) de son centre et son rayon Rc peuvent etre calcules en egalant son expression 
(3 .28) a !'equation generale du cercle suivante: 




C = Izr2 
z 21 y 
I +I R2=C2+C2+ y z 





Done, la perte de stabilite d'une colonne par une force de traction excentree ne peut avoir 
lieu que si cette force est appliquee en dehors de la region de stabilite; cette region est 
limitee par un cercle independamment de la forme de la section transversale de la colonne. 
Il est utile de remarquer l'egalite de !'equation du cercle de stabilite (3 .28) et du coefficient 
A 1 du terme cubique du polynome de !'equation (3 .23 ). Ce fait combine au raisonnement 
logique pour la deduction du cercle de stabilite perrnet de conclure que dans un voisinage 
du cercle de stabilite, lorsque le point d'application de la charge tend vers celui-ci de son 
cote exterieur, le polynome (3. 23) possede deux racines positives (compression) et une 
racine negative (traction) qui tend vers -oo. Si Ia charge se trouve appliquee sur le cercle 
de stabilite, le polynome (3 .23) devient une parabole et il ne possede que deux racines 
positives. Quand la charge est appliquee a l'interieur du cercle de stabilite, toutes les trois 
racines sont positives. 
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L'analyse plus approfondie des racines de (3.22) ou (3.23) peut se faire par !'analyse 
des changements de signe de ces equations avec Ia variation de P. A l'aide de ces 
equations, de Ia notion du cercle de stabilite et en supposant que l'axe y est !'axe fort 
d'inertie, on peut faire !'analyse de signes suivante: 
Supposons que: Pr,y < Pr,z 
a) Si (yp,zp) est dans le cercle de stabilite => f(p) < 0 
b) Si (yp,zp) est sur le cercle de stabilite => f(p) ~ A 2P2 > 0 (a voir) 
c) Si (yp,zp) est hors du cercle de stabilite => f(p) > 0 
a) Si (yp,zp) est dans le cercle de stabilite => f(p) > 0 
b) Si (yp,zp) est sur le cercle de stabilite => f(P) ~ A 2P2 > 0 (a voir) 
c) Si (yp,zp) est hors du cercle de stabilite => f(p) < 0 
Il reste prouver que A2 > 0 lorsque (yp,zp) appartient au cercle de stabilite. Cette 
demonstration est tres aisee. II suffit de developper I' expression (3 .24b) de A 2 en retenant 
le fait que ( y P, zp) do it satisfaire !'equation (3. 28). 
Afin de completer cette analyse, on peut encore envisager deux situations extremes pour Ia 
valeur de Pt par rapport a Pr,y et Pr,z: 
- 3.20-
III - L 'interaction entre /e voi/ement local et les modes globaux d'instabi/ite 
La figure 3. 7 montre, sous la forme d'une representation graphique, un resume de !'analyse 
qu'on vient de voir. Les deux situations extremes de la valeur de Pt sont aussi illustrees sur 
cette figure. Pour les trois cas montres, on voit que la plus petite racine positive (charge 
critique de compression) est plus petite ou egale aux valeurs critiques des modes 
d'instabilite fondamentaux: Pr ,y, Pr ,z et Pt. 
( +) f{P) 
Cas a) 
(yP ,zP) est dans 
le cercle de stabilite p 
(-) 
Cas b) 
(yP .~ ) est sur 
le cercle de stabilite 
(-) 
Cas c) 
(yP ,~ ) est hors du :t(P> (+) 
cercle de stabilite 
p 
(-) 
Figure 3. 7- Representation graphique de l'analyse de signes des equations (3. 22) ou 
(3 .23). 
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3.3.2.1. Cas particulier: section a un axe de symetrie avec charge appliquee sur cet 
axe 
Dans ce cas particulier ou on considere que 'y' est l'axe de symetrie de la section, de 
maniere que zc = 0 et avec le point d'application de la force se situant sur cet axe, Yp :¢' 0 
et zp = 0, voir figure 3.8, !'analyse du determinant de !'equation (3.16) montre qu'il y a 
decouplage entre le flambement par flexion dans le plan xy et celui par torsion autour du 
centre de torsion en interaction avec la flexion dans le plan xz. 
z 
I 




Figure 3. 8- Orientation des axes d'une section a un axe de symetrie. 
Done, le developpement du determinant de !'equation (3. 16) peut etre scinde en deux 
parties: 
Pr,y -P = 0 (3.33) 
QP2 -(Pr,z + Pt)P+ Pr,zPt = 0 (3 .34) 
ou: 
(3.35) 
Les racines des equations (3.33) et (3.34) sont Pr,y et (Pft 1,Pft 2 ), respectivement. Par 
convention, Pftl est Ia plus petite racine positive de (3.34). Dans le cas ou le point 
d'application de Ia charge se situe hors du cercle de stabilite de Ia section, Pft 1 est Ia seule 
racine positive et Pft 2 est Ia racine negative. 
En effet, la plus petite racine entre Pr,y et Pft 1 est la charge critique de la colonne 
sollicitee par un effort normal de compression. Cette charge critique et le mode 
d'instabilite correspondant dependent evidemment, pour une section donnee, des 
excentricites de Ia charge appliquee et de Ia longueur de Ia colonne. La figure 3. 9 donne 
!'allure generate du polynome f(p) avec Ia variation de la longueur de Ia colonne et avec Ia 
position relative du point d'application de Ia charge (yp, zp = 0) par rapport au cercle de 
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stabilite de la section. On note que, pour des colonnes courtes (longueur L1 ), le mode 
critique est celui de flambement par flexion-torsion; pour des colonnes a longueur 
moderee (L2 ), les charges critiques par flexion-torsion et par flexion selon l'axe faible se 
confondent (Pr,y = Pru); pour des longueurs plus tongues (longueur L3), le mode critique 
est celui de flexion autour de !'axe faible. 
Cas a) (Yp.z p=O) est dans le cercle de stabilite 
Longueur: L 1 
Cas b) (Yp ,z p=O) est sur le cercle de stabilite 
f(p) Longueur: L1 ) L2 >L 1 f(p) L 3>L 2>L 1 
Cas c) (yp,zp=O) est hors du cercle de stabilite 
Longueur: L1 
f(p) 
Figure 3.9- Representation graphique de !'analyse de signes des equations (3.22) ou 
(3. 23) pour les sections a un axe de symetrie, axe y, avec charge de 
compression appliquee sur cet axe. 
Ce type de comportement peut etre mieux compris a !'aide de Ia figure 3. 1 0 construite 
pour le profil CLC/l-90x90, dont les dimensions ont deja ete donnees a Ia figure 3.3. Sur 
cette figure on montre le comportement des courbes de Pr ,y et de P11 1, pour deux valeurs 
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d'excentricite Yp· en fonction de la longueur de la colonne. Comme deja dit, les courbes de 
flambement par flexion-torsion tendent a se confondre avec celle de flambement par 
flexion dans le plan xy lorsque la longueur de la colonne augmente. A cause des 
caracteristiques geometriques du profil choisi pour cette figure, les courbes de Pft 1, pour 
les excentricites choisies, ne croisent pas Ia courbe de Pr ,y pour des gran des longueurs de 
la colonne. Ceci est du au fait que le rapport de la largeur de la semelle a la hauteur de 
l'ame est tres proche de 1, voir figure 3. 3; c'est a dire, que c'est une section en C tres 
proche d'un carre, ce qui favorise fortement le flambement par flexion-torsion de la 
colonne. 












I CLC/1 - 90x90 ~ 
Gauchissement empeche aux extremites 
k33 = 4 
z =0 p 
20: !_----~----~----~----=:==~======:::::::;:=:==;====~====~ 
0 0,5 1,5 2 2,5 3 3,5 4 4,5 5 
Longueur (m) 
Figure 3.10- Variation de Ia charge critique du profil CLC/l-90x90 avec sa longueur et 
l'excentricite de Ia charge. 
Les figures 3. 1 1 a et 3. 1 1 b montrent le comportement des racmes Pft 1 et Pft 2 de 
!'equation (3.34) avec l'excentricite Yp pour une charge appliquee sur l'axe de symetrie de 
Ia section du profil CLC/l-90x90. Les courbes sont aussi donnees pour deux valeurs 
diff'erentes de Ia longueur de la colonne. 
La figure 3. 11 a montre que le risque d'un flambement par flexion-torsion est plus 
important pour des excentricites Yp positives que pour des excentricites Yp negatives. En 
outre, on note que Pft 1 atteint sa valeur maximum au centre de torsion ou, comme deja 
remarque au paragraphe 3. 3. 2, il y a un decouplage complet entre les trois modes 
fondamentaux de Ia colonne. Cependant, sur une certaine etendue d'excentricites negatives 
qui contient le centre de torsion, la charge critique est limitee par le palier du flambement 
par flexion dans le plan de symetrie de la section. Les points carres marques sur cette 
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figure montrent les excentricites pour lesquelles les modes critiques de flambement par 
flexion et par flexion-torsion sont co'incidants (Pr ,y = Ptu). 
p cr(KN) 
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Figure 3. 11- Comportement de la charge critique de flambement par flexion-torsion avec 
l'excentricite Yp de la charge appliquee sur l'axe de symetrie du profil 
CLC/ 1-90x90. 
(a) Comportement de Pftl; 
(b) Comportement de Pft2. 
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Quant au comportement de Ia racine Pft 2 , Ia figure 3. 11 b montre que le flambement par 
flexion-torsion peut se produire pour une charge de traction lorsque celle-ci est appliquee 
en dehors du cercle de stabilite (Pft 2 negative). On note que, quand le point d'application 
s'approche du cote exterieur du cercle de stabilite vers celui-ci, la force de traction Pft2 
augmente vers une valeur infinie et subit une discontinuite en changeant de signe lorsque 
le point d'application passe a l'interieur du cercle de stabilite. 
Contrairement a ce qui a ete vu a la figure 3. 11 a pour le cas de la charge critique de 
compression , la figure 3. 11 b montre que lorsque la charge critique est de traction ( Pft 2 
negative), le risque d'un flambement par flexion-torsion est plus important pour des 
excentricites Yp negatives que pour des excentricites Yp positives. Or, ceci donne deja des 
indices de ce que, quand la section transversale de la colonne est soumise a un gradient de 
contraintes dans son plan de symetrie, sa resistance est plus penalisee lorsque le cote 
ouvert de la section (dans ce cas, les raidisseurs du profil C) est celui qui est le plus 
comprime, en absence du voilement. En plus, malgre que les echelles des ordonnees des 
figures 3. 11 a et 3. 11 b scient differentes, l'examen attentif des valeurs de charges critiques 
pour des excentricites negatives (Yp < -200mm) montre que, en valeur absolue, les 
charges critiques par traction sont plus petites que celles par compression, ce qui vient a 
consolider encore plus !'observation deja faite. D'ores et deja, on peut conclure que, dans 
le cas d'une charge de compression axiale, une deformee initiale dans le plan de symetrie 
est plus defavorable lorsque son cote convexe est tourne vers le centre de torsion de la 
section transversale de la colonne. 
3.3.3. Les instabilites couplees 
Eu egard a la coincidence de modes critiques d'instabilite, soit par variation de la 
longueur de la colonne, soit par variation de l'excentricite de la charge, il est utile de 
souligner quelques remarques tres interessantes a propos de ce sujet. Lorsqu'il y a une 
coincidence d'au moins deux modes critiques d'instabilite, la structure perit par instabilite 
couplee de ces modes engendree par la presence d'imperfections generalisees qui sont 
inherentes aux structures reelles. Des lors, il est utile d'introduire le concept d'erosion, qui 
est la perte de resistance de la structure imparfaite par rapport a la structure parfaite due 
aux imperfections generalisees de celle-ci. Dans un rapport de recherche tres recemment 
presente a la premiere conference CIMS (Coupled Instabilities in Metal Structures) en 
Roumanie, GIONCU [70] donne un resume complet et tres clair de ce type de phenomene. 
Selon son rapport, on peut classifier les instabilites couplees selon la linearite ou la non-
linearite du couplage des modes, comme suit: 
a) Couplage lineaire: ce type de couplage se produit lorsque deux modes sont couples des 
l'origine, independamment de Ia presence d'imperfections. C'est, par exemple, le cas de 
!'interaction du flambement par flexion auteur de l'axe fort avec le flambement par 
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torsion autour du centre de torsion (flambement par flexion-torsion), dont la charge 
critique est Pft 1 (en cas de compression) ou Pft 2 (en cas de traction). 
b) Couplage non-lineaire: ce type de couplage ne se produit que pour certaines 
proportions geometriques de la structure et la presence d'imperfections geometriques 
est indispensable pour le couplage. Pour des structures parfaites, ce couplage n'existe 
pas. C'est, par exemple, le cas lorsque le flambement par flexion co·incide avec le 
flambement par flexion-torsion~ autrement dit, quand Pr ,y = Prtl· 
La figure 3 .12a montre l'erosion subie par la colo nne imparfaite lors du passage du 
flambement par flexion-torsion (Pft 1) au flambement par flexion (Pr ,y) avec la variation 
des parametres geometriques generalises de la colonne. On peut observer que !'erosion est 
plus importante au voisinage du point de coincidence des deux modes d'instabilite. 
Un autre cas de couplage tres interessant et qui fait l'objet de cette these est celui entre le 
mode critique de flambement global de la colonne et le mode de voilement local des parois 
constituant le profil de la colonne. Ce type de couplage, deja etudie au paragraphe 3.1, est 
repris ici a la lumiere de la theorie plus generate d'instabilite couplee presentee dans la 
figure 3.12b. Sur cette figure Pcr,s est la charge critique de voilement de la section et Per 
est la charge critique d'instabilite globale de la colonne. Les memes remarques deja faites 
pour la figure 3 .12a sont aussi valables pour la figure 3. 12b, a }'exception de la region ou 
Pcr,s est plus petit que la charge de ruine Pruine de la structure n~elle. Dans cette region, 
l'erosion est negative a cause de la reserve post-critique de voilement de la section. En 
fait, !'intersection de la courbe Pcr,s avec la courbe Pruine marque le changement de 





Figure 3. 12- Erosion de l'instabilite couplee. 
Autrefois, on croyait que le dimensionnement optimal d'une structure etait atteint 
lorsque sa geometric etait ajustee de maniere a avoir !'apparition simultanee d'au mains 
deux modes critiques d'instabilite. Ce principe etait nomme 'principe de dimensionnement a 
flambement simultane' de BLEICH-SHANLEY [ 48]. Aujourd'hui, grace a la theorie 
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generate d'instabilite couplee, on sait que !'application de ce principe peut devenir tres 
insecuritaire car le couplage de differents modes critiques entraine une sensibilite plus 
severe aux imperfections initiates de Ia structure. Ceci vient a l'encontre des conclusions 
de van der NEUT [60,61], deja discutees au paragraphe 3.1, dans le cas de colonnes 
constituees par des profils a parois minces. 
3.4. LES METHODES DE DIMENSIONNEMENT SEMI-EMPIRIQUES DE 
L'EUROCODE 3 ET DE L'AISI-90 
Cette classe de methodes pour le calcul de Ia charge de ruine de colonnes constituees 
par des profils en acier a parois minces est sans doute Ia plus aisee a employer car elle fait 
appel a !'utilisation de courbes de flambement. Ces courbes de flambement, etant basees 
sur des resultats experimentaux et des etudes theoriques, apparaissent comme un outil tres 
nature! lors de la verification de Ia stabilite de colonnes en acier. 
Du cote Europeen on trouve les courbes de flambement Europeennes elaborees par la 
CECM (Comission Europeenne pour la Construction Metallique). Les bases 
experimentales pour leur determination, ainsi que leurs bases theoriques sont donnees dans 
les references [71] et [72 ], respectivement. La representation initiate des courbes de la 
CECM etait sous Ia forme de tableaux. Afin de faciliter leur utilisation, RONDAL et 
MAQUOI [73] ont propose une formulation analytique de type AIRTON-PERRY [74] liee 
a Ia definition d'un coefficient d'imperfection generalise pour representer les differentes 
courbes de la CECM. Sur le continent Americain, plus precisement aux Etats-Unis, on 
trouve la courbe de flambement elaboree par le Column Research Council (CRC), dont les 
concepts de base sont donnes dans Ia reference [75]. Les courbes de la CECM et la courbe 
du CRC sont, a l'heure actuelle, celles proposees dans les specifications de l'Eurocode 3 
[56] et de l'AISI-90 [57], respectivement. Eu egard aux concepts de base de ces courbes, 
on peut citer quelques differences: 
a) La courbe du CRC est tout d'abord unique et d'application pour tous les types de 
profils, alors que pour la CECM, differentes courbes sont associees aux differents 
types de profits; 
b) La courbe du CRC ne contient pas de palier de longueur constante pour Ia resistance 
de tron~ons courts, alors que c'est le cas pour les courbes Europeennes; 
c) La courbe du CRC ne considere pas !'erosion de Ia resistance de colonnes due aux 
imperfections geometriques et structurales des profils lorsque la contrainte critique par 
instabilite globale de la colonne crcr est plus petite que fy /2; 
d) La courbe du CRC est une courbe moyenne par rapport aux resultats theoriques et 
experimentaux de flambement de colonnes, alors que celles de Ia CECM sont des 
courbes caracteristiques par rapport aux memes resultats. 
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Parmi les recherches theoriques-experimentales plus recentes qui ont contribue au 
dimensionnement moderne de colonnes constituees par des profils a parois minces, on peut 
distinguer celle due a RONDAL [76, 77] dans le cadre des profils creux a section carn~e ou 
rectangulaire. Ce dernier propose une methode tres simple et efficace pour Ia prise en 
compte du voilement des parois du profil lors de la verification de Ia stabilite de colonnes 
a l'aide des courbes de flambement de la CECM. Sa proposition est basee sur !'idee que Ia 
charge de ruine PTe d'un tron~on court a parois minces est appelee a jouer le meme role 
que Ia charge de ruine plastique Py du meme tron~on court considere avec des parois 
epaisses dans les equations des courbes de flambement. Ainsi, la prise en compte de 
!'interaction entre le voilement local et le flambement global se fait par substitution, dans 
les equations des courbes de flambement, de PTe a Py tant dans la definition de 
l'elancement reduit que dans celle du coefficient de reduction au flambement. 
Dans sa these de doctorat, BATISTA [50] a utilise la proposition de RONDAL appliquee 
au cas de profils a section ouverte, soit les profils a section en U et en C. BATISTA a 
trouve une tres bonne correlation entre ses resultats experimentaux et les resultats 
theoriques ainsi calcules. Des lors, on est tente de generaliser cette proposition pour tous 
les types de profils trouves en pratique. C'est ainsi que, comme on verra plus loin, cette 
proposition a ete adoptee dans les specifications de l'Eurocode 3 [56] non seulement pour 
la verification de la stabilite de colonnes comprimees, mais aussi pour la verification de Ia 
stabilite au deversement. 
En ce qui concerne les bases de dimensionnement du point de vue statistique, les deux 
specifications precitees sont basees sur la doctrine semi-probabiliste de verification aux 
etats limites. Dans cette methode le chargement nominal et la resistance nominale sont 
affectes de coefficients partiels de securite afin de garantir que Ia probabilite d'atteindre un 
certain etat-limite de la structure soit acceptablement petite. Cette conception de 
dimensionnement possede quelques avantages sur Ia conception ancienne de 
dimensionnement aux contraintes admissibles: 
a) Les incertitudes et les variances des differents types de chargements (poids propre, 
surcharge, vent, ... ) et de resistance (a la compression, au deversement, de 
connections, ... ) peuvent etre prises en compte par !'utilisation de multiples coefficients 
partiels de securite; 
b) Sur base de Ia theorie de Ia probabilite, le dimensionnement de divers composants de Ia 
structure peut atteindre une fiabilite uniforme. 
Bien que Ia courbe du CRC soit une courbe moyenne, comme on l'a deja dit, les 
Americains sont parvenu a transformer leur norme de 1986, AISI-86 ASD (Allowable 
Stress Design) pour aboutir a Ia norme actuelle AISI-90 LRFD (Load and Resistance 
Factor Design). Un resume des efforts de recherche entrepris aux Etats-Unis afin 
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d'introduire le concept de dimensionnement aux etats limites dans leur norme a ete publie 
par HSIAO. YU et GALAMBOS. reference [78]. 
Quant a la limite elastique fy utilisee tant dans l'Eurocode 3 que dans l'AISI-90, ces 
codes permettent de prendre pour fy la limite elastique caracteristique moyenne de la 
section compte tenu du travail a froid du processus de fabrication sur la region des 
arrondis de la section lorsque les calculs indiquent que, a l'etat limite ultime, les parois de 
Ia section ne voilent pas; autrement dit, quand la quantite p =be/be (tableaux 2.3 et 2.4) 
est egale a 1. Si par contre, p < 1, on do it prendre pour fy la limite elastique 
caracteristique du materiau de base a partir duquel le profit est fabrique. La raison pour 
cette limitation est que. a l'etat-limite ultime, les largeurs effectives sont donnees par la 
formule de WINTER (voir les tableaux 2.3 et 2.4). Or, malgre le fait que les 
experimentations de WINTER etaient bases sur des plaques de profits formes a froid et, 
par voie de consequence, que leur limite elastique n'etait pas uniforme dans Ia direction 
transversale de la plaque, il a toujours utilise Ia limite e/astique du materiau de base pour 
verifier sa formule. En fait. sa formule tient compte. d'une maniere generate, non 
seulement des imperfections geometriques locales, mais aussi des imperfections 
structurales comme les contraintes residuelles et l'heterogeneite de Ia limite elastique dus 
au processus de formage. 
Dans ce qui suit, on presentera une comparaison entre les propositions de l'Eurocode 3 
et de l'AISI-90 pour Ia verification a l'etat-limite ultime de la stabilite de poutres-colonnes 
constituees par des profils a parois minces et soumises a la flexion-compression. Dans ce 
but, l'expose est scinde en quatre tableaux comparatifs: 
1) Tableau 3.3 pour le calcul de la resistance de colonnes soumises a la compression 
centree; 
2) Tableau 3.4 pour le calcul de la resistance de sections, eu egard a la flexion; 
3) Tableau 3.5 pour le calcul de la resistance de poutres, eu egard au deversement; 
4) Tableau 3. 6 pour la verification de la stabilite de poutres-colonnes soumises a la 
flexion-compression. 
La notation utilisee dans ces tableaux est claire et auto-explicative. L'indice Sd utilise pour 
certaines des variables se refere aux efforts internes dus au chargement pondere par des 
coefficients partiels de securite. Autrement dit. il se refere aux efforts de 
dimensionnement. Au contraire, l'indice Rd se refere a Ia resistance de dimensionnement 
qui est la resistance nominate, indiquee par l'indice Rn. ponderee par des coefficients 
partiels de securite. 
En dehors des differences de conception entre les courbes de flambement Europeennes 
et celle du CRC. deja discutees, l'examen attentif du tableau 3.3 permet de relever 
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quelques differences importantes entre les approches de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 pour 
le dimensionnement d'une colo nne chargee centriquement: 
a) Dans Ia demarche de l'Eurocode 3, le premier pas consiste a calculer Ia section 
effective a une contrainte egale a fy afin d'avoir Ia resistance du tron<;on court, Pre, 
qui est introduite dans la courbe de flambement pour tenir compte du voilement. Au 
contraire, du cote Americain on calcule d'abord Ia contrainte reduite au flambement en 
negligeant le voilement, pour en suite calculer Ia section effective Aes afin de reduire Ia 
charge de ruine a cause du voilement; 
b) Du cote Europeen Ia charge n'est consideree centree que si elle agit sur le centre de 
gravite de Ia section effective calculee a Ia limite elastique fy, alors que pour les 
Americains le chargement est centre s'il agit sur le centre de gravite de Ia section 
effective calculee pour la contrainte reduite au flambement O"s· Des lors, on s'aper<;oit 
que dans Ia pratique du dimensionnement de profils a section ouverte, il se produira 
tres difficilement une situation de chargement centre, done il faudra tres souvent faire 
appel au dimensionnement a Ia flexion-compression; 
c) Alors que l'AISI-90 utilise une seule courbe de flambement pour tous les profils, 
l'Eurocode 3 utilise des courbes de flambement ajustees a chaque type de profil a !'aide 
du coefficient d'imperfection a; 
d) Finalement, en ce qui concerne le coefficient partie! de securite multiplicatif, l'AISI-90 
semble etre plus severe que l'Eurocode 3. Ceci vient probablement du fait que la 
courbe du CRC est une courbe moyenne, alors que les courbes de flambement 
Europeennes sont des courbes caracteristiques, comme deja dit. 
En outre les specifications de l'AISI-90 montrees dans le tableau 3.3, dans le cas de profils 
possedant des semelles avec un bord libre comme la corniere et le profil U, la valeur de 
PRn doit etre Ia plus petite entre celle donnee au tableau 3.3 et celle obtenue en multi pliant 
la contrainte critique de voilement de Ia semelle de largeur bp par l'aire de Ia section 
pleine, donnee par !'expression suivante: 
(3 .36) 
Dans le cas de la corniere, cette derniere valeur de ~ ne doit pas etre tres differente de 
la valeur de PRn obtenue par le tableau 3.3 lorsque le flambement par flexion-torsion est 
celui qui gouverne car, comme on !'a deja vu au paragraphe 2.4.2, Ia charge critique de 
voilement des parois d'une corniere est tres proche de sa charge critique de flambement 
par torsion. Cependant, il faut aussi noter que Ia prise en compte du voilement pour le 
dimensionnement d'une corniere dont le mode critique est celui de flexion-torsion doit 
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donner un dimensionnement trap conservatif a cause de la similitude existante entre les 
phenomenes de voilement local et de flambement global, ce qui reviendrait a tenir compte 
doublement de l'un ou !'autre phenomene. 
Dans le cas d'une colonne a section en U, Ia charge critique de voilement de ses semelles 
ne garde pas un rapport aussi etroit avec la charge critique de flambement par flexion-
torsion comme il en est pour la corniere. Done, la limitation de ~ a la charge critique de 
voilement des semelles, comme specifie par l'AISI-90, peut conduire a un 
dimensionnement qui est tres conservatif par rapport a celui propose par l'Eurocode 3, 
comme il a ete verifie par DUBINA [79] lors d'une revue des propositions Europeenne et 
Americaine pour le dimensionnement de colonnes comprimees. 
En somme, la prise en compte de !'equation (3.36) pour le dimensionnement d'une corniere 
ne ferait que redetinir un palier de tronyon court un peu plus bas que celui des courbes de 
flambement Europeennes. Cette meme condition appliquee aux colonnes a section en U 
peut redefinir un palier beaucoup plus bas pouvant meme aller jusqu'a 50% de la charge de 
ruine du tron9on court [79]. 
Les tableaux 3.4 et 3.5 presentent les propositions de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 
pour le calcul de Ia resistance de sections a la flexion en absence de deversement et pour le 
calcul du moment resistant au deversement, respectivement. Pour le tableau 3.4 il faut 
noter qu'on ne fait pas de distinction si le moment est autour de l'axe y ou de l'axe z. Le 
moment Mo,Rd peut etre soit Myo,Rd· soit Mzo,Rd. En plus il n'y a aucune difference 
importante entre les deux approches et done toute observation est repartee a l'examen de 
ce tableau. Quant au tableau 3.5, il y a deux remarques a faire: 
a) Alors que l'Eurocode 3 fait la distinction entre l'axe fort et l'axe faible, et done qu'il 
considere que le deversement ne se produit que pour la flexion autour de l'axe fort, 
l'AISI-90 fait plutot la distinction entre l'axe de symetrie et l'axe de non-symetrie de la 
section, pour lesquels elle fournit des formules pour le calcul de Mer selon les deux 
axes. Ainsi, du cote Americain chaque axe de la section possede un moment resistant 
au deversement malgre le fait qu'un seul axe de la section soit forcement l'axe fort; 
b) On note que le premier pas de la demarche de l'Eurocode 3 consiste a cal euler la valeur 
de Myo,Rn a l'aide du tableau 3 .4, en calculant d'abord Ia section effective en flexion, a 
une contrainte egale a fy dans la fibre la plus sollicitee. En suite, la valeur de Myo,Rn 
est appelee a jouer le meme role que celui du moment plastique d'une section compacte 
dans la courbe de flambement afin de tenir compte du voilement. Au contraire, du cote 
Americain, on calcule d'abord la contrainte reduite au deversement, crb, en negligeant 
le voilement , pour ensuite calculer le module Web de la section effective pour une 
contrainte egale a crb au bord comprime afin de realiser une reduction du moment 
reduit au deversement, Mb, a cause du voilement. 
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Finalement, le tableau 3.6 montre les specifications de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 
pour la verification de la stabilite de pieces tongues soumises a Ia flexion-compression. 
Avant toutes choses, on rappelle que les charges critiques de compression Pr,y et Pr,z 
sont pour le flambement dans les plans xy et xz, respectivement. On peut formuler les 
remarques suivantes a partir de l'examen de ce tableau: 
a) Les deux specifications imposent que les moments de dimensionnement soient corriges 
afin de tenir compte du deplacement du centre de gravite de la section pleine vers la 
section effective. A cet egard, la seule difference entre les deux specifications reside 
dans le fait que l'Eurocode 3 considere le centre de gravite de Ia section effective 
calculee pour une compression uniforme egale a fy, alors que l'AISI-90 considere Ia 
section effective calculee a Psd /A; 
b) On note que pour l'AISI-90 on peut distinguer tres clairement le coefficient 
d'equivalence de moments, 13M, et les coefficients d'amplification <X.ny et <Xnz, alors que 
pour l'Eurocode 3 ces coefficients sont melanges de telle maniere qu'on perd leur sens 
physique. 
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V eritication de Ia stabilite a Ia com_Qression centree 
EUROCODE 3 AISI-90 
Psd S PRd 
PRd = Yci\m 
PRn =x Pre 
1 < 1 
x= <t»+[<t» 2 -~]1/2-
q, = o,s[ 1 +a(>: -0,2)+ r!] 
Corniere et profit U- courbe c: a.= 0,49 
Profil C- courbe b: a= 0,35 
Pre =Aefy 
Ae- aire de la section effective calculee pour 
une compression uniforme a fy . 
La charge de compression est consideree 
centree si son point d'application coincide 
avec le centre de gravite de l'aire Ae. 
PRn = AesOs 
Aes- aire de la section effective calculee pour 
une compression uniforme de as. 
La charge de compression Psd est consideree 
centree si son point d'application coincide 
avec le centre de gravite de l'aire Aes. 
as est donnee par: 
A- aire de la section pleine 
Ocr est la contrainte de flambement global de la colonne avec (Yp = 0, zp = 0). Pour le cas 
particulier de la corniere, profil U et profit C, crcr est donnee par la plus petite des valeurs 
Pr,y et Pru (paragraphe 3.3.2.1) divisee par l'aire A. 
Coefficient partiel de securite 
1 
Yc =-=0 91 1, 1 ' Yc = 0,85 
Tableau 3.3- Comparaison entre l'Eurocode 3 et l'AISI-90 pour Ia verification de la 
stabilite de colonnes soumises a Ia compression centree. 
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Verification de Ia resistance de Ia section en flexion 
EUROCODE3 
Msct::;; Mo,Rd 
Mo,Rd = YFMo,Rn 
AISI-90 
Mo,Rn = Wefy ou calcule avec reserve plastique 
We est le module de la section effective calculee en flexion pour une contrainte egale a fy. En 
fonction de Ia position de l'axe neutre de la section effective, l'atteinte de Ia limite elastique 
peut se produire en premier, soit dans Ia semelle comprimee, soit dans Ia semelle tendue de Ia 
section transversale. 
Lorsque Ia colonne est sujette au deversement Lorsque Ia colonne est sujette au deversement 
ou au flambement par torsion ou par flexion- ou au flambement par torsion ou par flexion-
torsion, il n'est pas permis d'utiliser la reserve torsion, il n'est pas permis d'utiliser Ia reserve 
plastique quand Ia semelle comprimee est plastique. 
celle qui atteint fy en premier. Si, par contre, 
c'est la semelle tendue qui atteint fy en 
premier, il est permis d'utiliser la reserve 
plastique. 
Coefficient partie! de securite 
1 
YF =-=0 91 1 1 ' 
' 
Quand la semelle comprimee est une plaque 
appuyee sur les deux bords, comme par 
exemple le profil C, on a: 
YF = 0,95 
Quand la semelle comprimee est une plaque 
appuyee sur un seul bord, comme par 
exemple la corniere et le profil U, on a: 
YF =0,90 
Tableau 3.4- Comparaison entre 1'Eurocode 3 et l'AISI-90 pour la verification de sections 
d'extremites de poutres flechies. 
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III- L'interaction entre le voilement local et les modes globaux d'instabilite 
Verification de Ia stabilite au deversement 
EUROCODE 3 (ly > lz) AISI-90 
Msct ~MLT,Rd 
MyLT,Rd = XLTYLTMyo,Rn MLT,Rd =YLTMLT,Rn 
MLT,Rn = Webcrb 
1 
XLT= 1/2 ~1 
Web- module de Ia section effective calcule en 
flexion pour une contrainte egale a crb dans la 
<l>LT +[ <l>~T- ItT] 
semelle comprimee. 
<l>LT = 0,5[ 1 + <XLT(A.LT- 0,2)+ ~T] Mb 
crb =--
Courbe a: c:xLT = 0,21 w 
W- module de Ia section pleine pour Ia 
Calcul de Mo,Rn selon le tableau 3.4. 
semelle comprimee. ( r - _ Myo,Rn A.LT- {Mer >O,SMy--> Mb =My( I- My ) Mer 
Si ~LT~0,4~XLT=1 4Mer Mer~ 0,5My ~ Mb =Mer 
My =Wfy 
Mer est le moment critique de deversement. 
Des formules pour le calcul de Mer peuvent etre trouvees dans: 
l'annexe F de l'Eurocode 3. l'AISI-90. 
Coefficient partiel de securite. 
1 
YLT=ll=0,91 YLT = 0,90 
' 
Tableau 3. 5- Comparaison entre l'Eurocode 3 et l'AISI-90 pour Ia verification de la 
stabilite au deversement de poutres flechies. 
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III - L 'interaction entre le voilement local et les modes globaux d'instabilite 
Verification de Ia stabilite a Ia flexion-compression 
EUROCODE 3 (Iy > lz) AISI-90 
Psct + KLTMy,Sd + KzM~.Sd ~ 1 Psct + 13M.yM;, ,Sd + 13M.zM~,Sd ~ 1 
PRd MyLT,Rd Mzo,Rd PRd MyLT,Rct<X.ny MzLT,RctUnz 
Ge- centre de gravite de Ia section effective 
Ge- calcule pour une compression 
uniforme a une contrainte 






Ge- calcule pour une compression 
uniforme a une contrainte 
egale a Psd/A. 
My ,Sd et M~,Sd- moments par rapport au centre de gravite de la section effective 
My,Sd = My,Sd +PsctZGe, M~,Sd = Mz,Sd- PsctYGe 
Coefficients d'equivalence de moments d'extremites 
Mgd ..__ VM Mgd ~ 111111111111111111111111111111111111111 PM Msd 
-lS VMS 1 
13M= 1,8-0, 7'VM 13M= 0,6+0,4\VM 
Coefficients d'amplification 
et aussi pour !'equivalence. 
{
Kz = 1- 1-lzPsct ~ 1, 5 
PRn z 
1-lz = ~z(213~.z- 4) ~ 0, 90 
PRn,z = XzPrc 
Xz = X(I=IJ } 
_ _ Tableau 
Az = "-(p =P. ) 
cr t.y 
3.3 
,... _ 1_ Psct 
'-"ny -
YcPf,z 
Tableau 3.6- Comparaison entre I'Eurocode 3 et l'AISI-90 pour Ia verification de Ia 
stabilite de colonnes soumises a Ia flexion-compression. 
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L'ELEMENT FINI DE POUTRE SPA TIALE 
4.1. INTRODUCTION 
Ce chapitre est consacre a la description de !'element fini et a la mise au point de 
!'introduction de Ia section transversale variable dans l'element fini. La description de 
l'element fini n'a pas pour but de presenter les developpements originaux qui ont abouti a 
sa formulation, mais sa description est tout de meme detaillee afin de donner une 
continuite du raisonnement lors de !'expose de !'element fini a section transversale variable. 
Quant a l'origine de Ia section transversale variable dans !'element fini, elle provient du fait 
qu'on veut tenir compte du voilement de ses parois au moyen de Ia methode de largeurs 
effectives qui sont mises a jour a chaque nouvelle iteration du calcul non lineaire. 
L'element fini utilise est celui de de VILLE, dont les developpements originaux 
peuvent etre trouves dans sa these de doctorat [69]. C'est un element fini de poutre 
spatiale du type deplacement, dont les proprietes suivantes ont guide le choix: 
a) La section transversale de !'element fini est constituee par des parois minces; 
b) La section peut etre dissymetrique de telle sorte que le centre de gravite et le centre de 
torsion peuvent etre deux points distincts; 
c) Le gauchissement de la section est pris en compte au moyen d'un ?erne degre de 
liberte, ce qui permet de simuler correctement le flambement par flexion torsion de 
profils a section ouverte; 
d) C'est un element fini performant ayant Ia caracteristique d'eliminer les phenomenes de 
'membrane locking' et de 'bending locking' qui sont propres aux elements finis de 
poutre et de coque. 
II faut dire aussi que !'introduction d'une section transversale variable dans l'element 
fini n'a aucune justification theorique quant a sa validite. En fait, c'est une methode 
approchee qui a donne de bons resultats, comme le montre le chapitre precedent de cette 
these. 
4.2. LA DESCRIPTION COROTATIONNELLE TOTALE (D.C.T.) 
Le but de ce paragraphe est celui d'exposer au lecteur Ia Description Corotationnelle 
Totale (D.C.T.) de Ia theorie non lineaire de Ia Mecanique des Structures (figure 4.1). La 
D.C.T. est utilisee pour decrire les elements finis non lineaires de poutre et de coque et est 
celle qui a ete developpee par de VILLE pour !'elaboration de son element fini non lineaire 
de poutre spatiale. 
La notation utilisee dans la figure 4. 1 est Ia suivante: 
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IV- L'e!ement fini de poutre spatiale 
P1, P2 - les noeuds (points de connexion) de I' element fini; 
a - demi-longueur de l'element fini; 
lo - configuration de reference de l'element fini dans son etat de repos; 
(XI, X2, X3) -axes locaux de Ia configuration de reference f'0 ; 
y 0 - configuration courante deformee de !'element fini dans l'espace; 
f 0 - configuration de reference de "( n choisie sur sa corde; 
cxl,x2j(3)- axes corotationnels de fn; 
X(Xl,X2,X3)- position d'un point de !'element en ro; 
xcx1,x2 ,:X3)- position d'un point de l'element en fn; 
U(ul,u2,UJ)- deplacements de 'Yn par rapport a f'o; 
0(u1,u2,u3)- deplacements de Yn par rapport a fn; 
y n+ 1 - configuration deformee de I' element fini pour un increment de charge a partir de 
Yn; 
dU(du1,du2,du3)- increments de deplacements permettant de trouver 'Yn+l a partir de Yn· 
Comme on peut le constater a la figure 4. 1, le grand a vantage de !'utilisation de Ia 
D.C. T. reside dans le fait qu'il est plus aise de definir mathematiquement le champ de 
deplacements 0 dans les axes corotationnels que de decrire le champ de deplacements D 
dans les axes locaux initiaux. C'est pourquoi, Ia formulation de !'element fini est 
developpee dans les axes corotationnels. En effet, les axes corotationnels doivent suivre la 
deformee y 0 au cours du chargement de la structure. Done, a chaque iteration du 
processus de convergence du probleme non lineaire, les axes corotationnels sont actualises 
de maniere a etre toujours rattaches a Ia corde de Ia deformee y n. 
Le principe des travaux virtuels pour Ia configuration courante y 0 dans Ia 
configuration de reference f 0 s'ecrit: 
fvsijo:EijdV = I\opk ; i, j = 1 a 3 et k = 1 a nombre de parametres nodaux (4.1) 
ou: 
Sij - tenseur de contraintes de Piola-Kirchhoff n° 2; 
Eij - tenseur de deformations de Green; 
V- volume de !'element fini indeforme en f 0 ; 
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1\ - efforts internes energetiquement equivalents; 
Pk - parametres nodaux de deplacements. 
IV - L 'element (ini de poutre spatiale 
11 faut noter que ce principe ( 4. 1) sert a trouver les efforts internes energetiquement 




Figure 4.1- La Description Corotationnelle Totale (D.C.T.) pour !'element fini de poutre 
spatiale. 
En se basant sur le fait que le champ de deplacements U ( u1, u2 , u3 ) est lineaire en les 
parametres nodaux de deplacements Pk, le principe des travaux virtuels sous la forme 
~ 
incrementielle pour la configuration courante y n dans la configuration de reference r n 
s'ecrit: 
avec: 
dS~ ··- D··kldEkl lJ - lJ (4.3) 
ou Dijkl est le tenseur de la loi constitutive du materiel dans la forme incrementielle. 
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IV- L'element fini de poutre spatiale 
II faut noter que la forme incn!mentielle du principe des travaux virtuels permet de trouver 
la configuration y n+ 1 a partir de la configuration courante y n pour un increment de la 
.. 
charge dPk. 
Une fois que la formulation de l'element fini est developpee dans les axes 
corotationnels, afin de ne pas alourdir la notation utilisee dans les paragraphes qui suivent, 
la notation employee pour identifier ses variables (le chapeau sur la lettre) sera desormais 
abandonnee, tout en sachant qu'on a toujours affaire aux axes corotationnels. 
4.3. L'ELEMENT FINI DE de VILLE 
4.3.1. Les hypotheses 
Afin de bien synthetiser !'expose de !'element fini, on a choisi de montrer d'abord les 
hypotheses sur lesquelles de VILLE s'est base lors du developpement de son element fini 
de poutre spatiale avant de passer a Ia presentation numerique dans les paragraphes 
precedents. 
Les hypotheses, tirees de sa these, sont les suivantes: 
a) En flexion pure, la section droite reste plane et perpendiculaire a l'axe deforme de Ia 
poutre. Cette hypothese due a BERNOULLI revient a negliger l'energie de 
deformation par cisaillement; 
b) En torsion simple, la section droite subit un gauchissement proportionnel a 
l'accroissement de l'angle de torsion. Cette hypothese due a VLASSOV, revient a 
negliger l'energie de deformation induite par le cisaillement de gauchissement de Ia 
section; 
c) Les deformations sont petites et les rotations moderees. Le tenseur de deformations de 
von KARMAN est adopte; 
d) La section droite est transversalement indeformable. 
4.3.2. Le champ de deplacements 
Les deplacements continus u(x)• v(x)• w(x) et 'l'(x) sont representes a Ia figure 4.2 ou 
on peut noter que v(x)et w(x) sont les deplacements transversaux au niveau du centre de 
torsion de la section, alors que u(x) est le deplacement longitudinal mesure au niveau du 
centre de gravite de Ia section. 'I' (x) est !'angle en torsion mesure en radians. 
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Figure 4.2- La geometrie des deplacements. 
G- centre de gravite 
C - centre de torsion 
En fonction des deplacements u(x)• v(x)• w(x)• 'V(x) et de ses derivees, les deplacements 
d'un point quelconque de l'element fini de poutre spatiale sont donnes par: 
Ucx,y ,z) = U(x) - Y[ v(x) + w(x) 'V (x)]- z[ w(x) - v(x) 'V (x)]- w{y ,z) 'V(x) 
V(x,y,z) = V(x) -(z- Zc)'V(x) 
W(x,y,z) = W(x) +(y-yc)'V(x) (4.4) 
ou w(y ,z) est la fonction de gauchissement de la section ayant pour pole principal, le 
centre de torsion C de la section. 
4.3.2.1. La discretisation 
Avant de passer a la discretisation proprement dite du champ de deplacement, il faut 
connaitre les parametres nodaux de deplacements ou inconnues nodales necessaires pour 
definir completement le champ de deplacements a l'interieur de l'element fini. La figure 4.3 
montre les parametres nodaux en question. On note que chaque noeud possede 7 
parametres ce qui en fait un total de 14 pour l'element fini. Il y en a six pour les 
translations (U 1, V1, W1- U2, V2, W2), six pour les rotations ('VI, Syb 8zl- '1'2, 8y2, 8z2) et 
deux pour la mesure de !'amplitude de gauchissement (8'111· e\j/2). 
Figure 4.3- Les parametres nodaux de l'element fini. 
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IV - L 'element (ini de poutre spatiale 
Pour le champ de deplacement u(x) on adopte une variation lineaire avec la variable x, 




hl(x) = --(x- a) 
· 2a 
1 
h2(x) = +-(x +a) 
· 2a 
(4.6) 
La discretisation du champ de deplacement v (x) est telle qu'elle permet de verifier a 
priori !'equation d'equilibre en volume d'une poutre en l'absence de chargement transversal 
entre les noeuds: 
iv 0 v(x) = 
dont la solution: 
2 3 
v(x) = A+Bx+Cx +Dx 
doit satisfaire les conditions aux limites suivantes: 
V(x=-a) = Vl 
V(x=+a) = V2 
pour lesquelles on trouve: 
v(x=-a) = ezl 
v(x=+a) = ez2 
V(x) = h3(x) V1 + h4(x)Szl + h5(x) V2 + h6(x)Sz2 
avec: 
1 3 
h3(x) = -(~ - 3~ + 2) 
4 
a 3 2 





( 4.1 0) 
~= x/a ( 4.11) 
De maniere analogue, en appliquant le meme raisonnement au champ w (x), on trouve: 
(4.12) 
Quant a }a discretisation du Champ 'II ( X)• elle eSt telle qu'elle permet de Verifier a priori 
!'equation d'equilibre en volume de la torsion non uniforme de VLASSOV pour une poutre 
soumise a de la torsion et libre de toute charge entre les noeuds: 
Eiw 'l'iv - GCT'V" = 0 ( 4. 13) 
dont la solution est: 
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IV - L 'element fini de poutre spatiale 
\jl (x) =A+ Bx + C · ch(kx) + D · sh(kx) (4.14) 
avec: 
( 4. 15) 
En imposant a l'equation (4.14) de satisfaire les conditions aux limites suivantes: 
'l'(x=-a) ='1'1 'l'(x=-a) =9'1'1 




h _ 1 [ 1- kx + sh(kx) ] 7(x) -2 ak- th(ak) ak ·ch(ak)- sh(ak) 
h _a[ 1 
S(x)-2 ak·th(ak) 
x · th(ak) ch(kx) sh(kx) ] 
a[ak- th(ak)]- ak · sh(ak) + ak · ch(ak)- sh(ak) 
h _ 1 [ 1 kx sh(kx) ] 
9(x) -2 + ak-th(ak)- ak·ch(ak)-sh(ak) 
h _ ~[ 1 _ x · th(ak) + ch(kx) + sh(kx) ] 
lO(x)- 2 ak·th(ak) a[ak-th(ak)] ak·sh(ak) ak·ch(ak)-sh(ak) ( 4.18) 
A l'aide des fonctions interpolatrices qu'on vient de voir, on peut finalement discretiser 
la configuration courante Yn (figure 4.1). Comme Yn est decrite dans la configuration de 
n!ference r n qui passe par sa corde, on a: 
VI =WI = V2 = W2 = 0 
done, la configuration courante y n est donnee par: 
U(x) = htUl +h2U2 
v(x) = h49zl + h69z2 
W(x) = -h49yl- h69y2 




IV - L 'element fini de poutre spatiale 
Par contre les increments de deplacements entre Ia configuration y n+ 1 et Ia configuration 
courante y n dans les axes de reference de r n sont donnes par: 
du(x) = h1dU1 + h2dU2 
dv(x) = h3dV1 + h4d8z1 + hsdV2 + h6d8z2 
dw(x) = h3dW1- h4d8y1 + hsdW2- h6d9y2 
d'V(x) = h7d'1'1 + hgd9'1'1 + h9d'1'2 + hwd9'1'2 
4.3.3. Les tenseurs de deformations et de contraintes 
(4.21) 
Les developpements de de VILLE [69] lors de !'elaboration de son element fini de 
poutre spatiale avec les hypotheses deja citees au paragraphe 4.1 conduisent au tenseur de 
deformations qu'il a qualifie de type MARGUERRE et qui est donne par les expressions 
suivantes: 
EXXM = Exx: + eXXM- YXZM- ZXYM 
2EXYM = -(Z-Zc +oo~)'l'' 
2EXZM = (y- y c -oo~z)'l'' 
EyYM = EzzM = EyZM = 0 
avec: 
ou: 
XYM =-v"'l' XZM = w"'lf 
I 
( ) : derivee par rapport a x; 
( ),y : derivee partielle par rapport a y; 




De VILLE montre dans sa these que !'utilisation du tenseur de deformations tel qu'il est 
formule en (4.22) presente les effets de 'membrane locking' et de 'bending locking'. Afin de 
creer un element fini de poutre spatiale performant, il propose le tenseur de deformations 
suivant qui supprime le 'membrane locking' et le 'bending locking' et qu'il qualifie de type 
MARGUERRE Modifie: 
EXXMM = £xx: + eXXMM - YXZMM - zXYMM 
ExYMM =ExYM 
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e:xxrvfNl = - eXXM dx 2a -a 
3x J+a 1 J+a XYMM =--3 XXYM dx+- XYM dx 2a -a 2a -a 
3x J+a 1 J+a XZMM =-3 XXZM dx+- XZM dx 2a -a 2a -a 
(4.25) 
(4.26) 
Avec l'etat de deformations donne par (4.25), on peut obtenir l'etat de contraintes d'un 
point quelconque de la poutre par la loi de HOOKE, si on est en elasticite: 
S.xx =E·EXXMM 
Sxy = 2G · ExYMM 
Sxz = 2G · ExzMM (4.27) 
L'elimination du 'membrane locking' et du 'bending locking' n'est pas la seule condition 
pour creer un element fini performant. Il reste encore a verifier que les modes rigides sont 
correctement pris en compte. En d'autres termes, il faut que les variations oEij:MM: scient 
nulles pour tous les modes rigides possibles de deplacement de l'element fini dans l'espace. 
En plus, ce fait garantit que les efforts internes energetiquement equivalents sont en 
equilibre entre eux. Tous calculs fait, de VILLE obtient de nouvelles expressions pour les 
variations de ( 4.25). 
oE~=OEXYMM * 8EXZMM: = BE XZMM: (4.28) 
4.3.4. Les efforts internes energetiquement equivalents 
Tout comme pour les parametres nodaux de deplacements, les efforts internes 
energetiquement equivalents sont en nombre de 14, c'est a dire, 7 a chaque noeud comme 
le montre la figure 4.4. II y en a six pour les forces (N 1, Tyl, Tzl- N 2, Ty 2, Tz2 ), six pour 
les moments (Mu ,Myl• Mzl- Mt2, My2, M 2 2) et deux pour le bi-moment (Brol- Bro2). 
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IV - L 'element fini de poutre spatiale 
Figure 4.4- Les efforts internes energetiquement equivalents. 
En combinant les equations (4.1) et (4.28), on peut reecrire le principe des travaux 
virtuels qui exprime l'equilibre de la configuration courante y n dans les axes 
corotationnels de la configuration de reference r n, permettant ainsi de trouver les efforts 
internes: 
fv[S:xx8E~+2SXY8E~+2Sxz8E~]·dV= 
=Ni8Ui +Tyi8Vi +Tzi8Wi +MtiO'Jii +Myi88yi +Mzi88zi +Broi88'l'i; i = 1,2 ( 4.29) 
En combinant l'equation ( 4.29) avec les discretisations de la configuration courante y n 
( 4.20) et les variations du champ de deplacements ( 4.21 ), apres a voir substitue 8 a d, qui 
apparaissent dans les variations 8E~Nnvl' on trouve les efforts internes energetiquement 
equivalents dans les axes corotationnels de la configuration de reference r n, donnes par 
les expressions suivantes: 
N1 = fvsxxhidV = -N 
Tyl = Jv -yS:xxh}dV + N[JL v'h)dx + Zc JL 'JI'h)dx J + 1:My JL \jlh}dx + ~Y JL X'Jih}dx 
Tzl = fv-zSxxh}dV+N[JL w'h]dx-ycJL 'JI'h]dx]+LMzJL 'l'h}dx+~z JL X'!'h}dx 
Mu = fv -rocSxxh7dV + Iv[ Sxz (y- y c- (J)~z)- sXY(z- Zc +ro~) ]h7dV 
+N[zcJL v'h7dx-ycJL w'h7dx]+MtrcJL 'Jf'h7dx 
+1:MzJ w"h7dx+ LlMz J xw"h7dx-{Mz18y 1} L 2a L 
+1:My JL v"h7dx+ ~Y JL xv"h7dx+{My 18z1} 
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IV - L 'element fini de poutre spatiale 
Myl = IvzSxxh4dV-N[IL w'h4dx-yciL 'lf'h4dx] 
-:LMzi 'lfh4dx- ~z I X'lfh4dx+{NYc'l'l} 
L 2a L 
Mzl = Iv -ySxxh4dV + N[JL v'h4dx + zciL 'lf'h4dx] 
+:LMyi 'lfh4dx+ ~Y I X'lfh4dx+{Nzc'lfl} 
L 2a L 
B(1)1 = Iv -wcSxxh8dV +N[ Zc IL v'hgdx- y c IL w'hgdx] + Mtrc IL 'lf'hgdx 
+:LMzi w"h8dx+ Llhlz I xw''h8dx+LMyi v"h8dx+ ~Y I xv"h8dx (4.30) L 2a L L 2a L 
avec: 
- 1 I N=- SxxdV 
2a V 
- 1 J 2 Mtrc =- Sxx ·r ·dV 2a V c 
- 1 I 3x I Mz(x) = -- ySxxdV --3 xySxxdV 2a V 2a V 
= (Mzl + Mz2 )/2 + (Mz2- Mzl )xj2a = I:Mz + ~zx/2a (4.31) 
Les expressions au noeud 2, equivalentes a (4.30), sont obtenues en rempla~ant h1 par h2 , 
hi par hi+l pour les autres fonctions interpolatrices et [ 'V 1> Syl, Szl> Myl, Mzt] par 
[ ( -'1'2 ), ( -ey2 ), ( -8z2 ), My2, Mz2]. 
4.3.5. La matrice de rigidite tangente 
La matrice de rigidite tangente de !'element fini est dependante de la configuration 
courante y n et est telle qu'elle permet d'obtenir les increments de deplacements dE entre 
y n et y n+ 1 pour un increment de Ia charge d~, to us rapportes aux axes corotationnels de 
Ia configuration de reference r n. Elle peut etre obtenue par le principe des travaux virtue Is 
* sous la forme incrementielle donnee en (4.2). En y substituant 8E ..... .n .. donne en (4.28) a 
ljlVUVl 
8Eij, et en n'y retenant que les termes non nuls, on obtient: 
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IV- L'e/ement fini de poutre spatiale 
fv[ dSxxOE~ + 2dSxv8E~ + 2dSxzOE~ + Sxx&lE~] · dV = 
=8_ETKtd_E=O_ETd~ (4.32) 
avec: 
La loi constitutive incrementielle du materiau donne pour les increments de contraintes, les 
expressions suivantes: 
* dSxx = Et · dEXXMM 
* dSXY =2G·dEXYMM 
* dS:xz = 2G · dEXZMM (4.34) 
ou Et est le module d'elasticite tangent de Ia courbe ( OXE) de l'essai de traction sur des 
eprouvettes. 
Quant a Ia variation 8E~, elle peut etre scindee en deux parties: 
* • 8EXXMM = 8Exx + 8eXXMM (4.35) 
* ou &xx est Ia partie independante de Ia configuration courante Yn, alors que 8eXXMM 
contient des termes lineairement dependants des parametres nodaux Pi definissant la 
deformee Yn, equations (4.20). Ainsi fait, Ia matrice tangente peut etre scindee en quatre 
parties: 
Kt = Ko +KUMM +Ku2.MM: +Ks.MM: 
donnees par les expressions suivantes: 
8_EtK0 d£ = fv(8Exx ·Et ·dExx+4·8Exv ·G·dE:xy +4·8Exz ·G·dE:xz)·dV 
8_EtKUMMd£ = fv(oe~ ·Et ·dexx +8exx ·Et ·de~)·dV 
t f • 0£ KsMMd£ = ySxx ·&leXXMM ·dV 
(4.36) 
(4.37) 
ou K0 est la matrice infinitesimale au ler ordre, KUMM et Ku2MM sent proportionnelles 
a Pi et a pf, respectivement. La matrice KsMM est Ia matrice des contraintes initiates. 
II reste encore toutefois un probleme a resoudre: Ia matrice KsMM est non symetrique. 
Pour exposer les raisons de cette dissymetrie, on peut donner une explication 
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mathematique et une interpretation physique. Mathematiquement, Ia non permutativite des 
operations de differentiation et de variation de * eXXl\1M:, c'est a dire, 
ode~ ;C doe~ est a l'origine de cette dissymetrie, dont les responsables sont les 
termes supplementaires qui ont ete ajoutes a 8EXXMM, equations ( 4. 28), afin de que les 
modes rigides scient correctement pris en compte. 
Physiquement, cette dissymetrie s'explique par Ia non permutativite des rotations dans 
l'espace comme de VILLE le met en relief dans sa these de doctorat [69]. Cependant, on 
desire que les increments de rotation soient suffisamment petits pour qu'on puisse les 
traiter comme des vecteurs. Si on choisit d'admettre que y n+ 1 est tres proche de y 0 , des 
lors Ia regie d'additivite des rotations dans l'espace est retablie. A cet effet, on peut 
formuler !'hypothese suivante: 
* 1 ( T ) KsMM = z KsMM + KsMM ( 4.38) 
afin de que Ia matrice tangente soit symetrique. 
4.3.6. La matrice de connexion 
La continuite de deplacements entre deux elements finis ne peut etre assuree que si 
toutes les inconnues nodales se reportent a un seul point de Ia section nodale. Or, l'examen 
de Ia figure 4.2 et du champ de deplacements (4.4) montre que Ui est le deplacement axial 
au niveau du centre de gravite G, alors que Vi et Wi sont les deplacements transversaux 
au niveau du centre de torsion C. En ce qui concerne les rotations, 'IIi est Ia rotation 
axiale autour du centre de torsion C, alors que eyi et ezi sont les rotations auteur des axes 
principaux d'inertie y et z. Quant au gauchissement e'l'i, bien qu'il ne soit rattache a aucun 
point particulier, on va le considerer rattache au centre de gravite. Afin d'illustrer ces 
details, Ia figure 4. 5 montre les points de reference auxquels les inconnues nodales sont 
rattachees. On note que les lettres G et C ont ete ajoutees a Ia notation des inconnues 
nodales afin de servir de rappel quant au point auquel elles sont rattachees. De meme, les 
efforts internes associes aux inconnues nodales y sont aussi donnes avec Ia meme notation. 
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y-.-. ___ _ .' 
y,z - axes principaux d'inertie 
G - centre de gravite 
C - centre de torsion 
P P - point de connexion 
z 
Figure 4.5- Points d'attache des inconnues nodales et des efforts internes. 
Ainsi fait, les inconnues nodales et les efforts internes peuvent etre notes de Ia maniere 
suivante: 
(4.39) 
On a pu constater que les inconnues nodales et les efforts internes associes agissent en 
des points bien particuliers de Ia section nodale. Or, on cherche a qu'on puisse les 
rapportes tous a un seul point de connexion P quelconque de coordonnees (Yp, zp). Les 
deplacements transversaux du point P, notes ( v *, w *), ont pour expression: 
v* =v-(zp-zc)'l' 
(4.40) 
Si maintenant on substitue les deplacements vet w obtenus a partir des expressions ( 4.40) 
dans les expressions linearisees du champ de deplacements (4.4), donnees par: 
U I I C I (x,y,z) = u-yv -zw -oo 'I' 
Vcx,y,z) =v-(z-zc)'l' 




*' *' * I U(x,y,z) = u-yv -zw -ro \jl 
* V(x,y ,z) = v - (z- Zp )'I' 
W(x,y,z) = w* +(y -yp)'l' 
avec: 
Si on fait les substitutions suivantes: 
* * v ,w 
* (0 




dans toute la formulation numerique de l'element fini qu'on a deja vue, on obtiendra les 
vecteurs des inconnues nodales et des efforts internes notes de la maniere suivante: 
(4.45) 
11 faut toutefois signaler que les substitutions ( 4.44), basees sur le champ de deplacement 
lineaire ( 4.41 ), sont valables si les rotations sont moderees, hypothese de von Karman. 
Si on avait toutes les inconnues nodales et tous les efforts internes ramenes au seul 
point P, ils seraient ecrits avec la notation suivante: 
(4.46) 
Afin de ramener le point d'application des inconnues nodales au seul point P, il s'avere 
necessaire de trouver la relation suivante: 
p = CONEC·p 
-GP -P 
( 4.4 7) 
Les termes de Ia matrice CONEC peuvent etre deduits a partir des relations suivantes: 
(4.48a) 
eP. =9~ 
Zl Zl (4.48b) 
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Done, la matrice CONEC s'ecrit: 
1 0 0 0 -Zp Yp 
c 
(t)(Yp ,zp) - YpZc + ZpY c 
0 1 0 0 0 0 0 
0 0 1 0 0 0 0 
CONEC= 0 0 0 1 0 0 0 ( 4.49) 
0 0 0 0 1 0 0 
0 0 0 0 0 1 0 
0 0 0 0 0 0 1 
Quant au terme <.0~ )' la valeur de la fonction de gauchissement au point P, de VILLE 
Yp,Zp 
le neglige dans la matrice de connexion. Pour le lecteur interesse, les motifs qui l'ont 
conduit a negliger ce terme sont exposes dans sa these de doctorat [ 69]. Done, la rna trice 
de connexion utilisee est bien celle montree en ( 4.49) en negligeant le terme roc( ) . 
Yp,Zp 
La matrice de rigidite avec les inconnues nodales et les efforts internes donnes en 
( 4.45) s'ecrit: 
(4.50) 
En combinant les equations (4.47) et (4.50), on trouve: 
(4.51) 
avec: 
C =[CONEC 0 ] 
- o co~ffic I4xi4 (4.52) 
En comparant avec la matrice de rigidite connectee en un point quelconque: 
(4.53) 
On trouve finalement les relations suivantes: 
(4.54) 
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4.3. 7. Les caracteristiques geometriques en torsion 
4.3. 7.1. La fonction de gauchissement 
Dans ce travail, on a utilise la fonction de gauchissement c (l)(y ,z) proposee 
originalement par de VILLE [69] pour les sections ouvertes a parois minces. Comme sa 
formule est ecrite dans les axes curvilignes (s,t) detinis sur la ligne moyenne de la section 
transversale, figure 4.6, il est tout d'abord necessaire d'en eclaircir la convention utilisee. 
a) L'origine de l'axe s est telle que les points extremes de la section, 1 et 2, possedent les 
coordonnees s suivantes: 
(4.55) 
ou p est le perimetre de la section~ 
b) La distance rt du point A a la tangente a la section en F est positive Sl pour une 
rotation axiale positive le point F se deplace dans le sens positif de l'axe s, sinon rt est 
negative. Au contraire, la distance r(' du point A a la normale a la section en F est 
positive si pour une rotation axiale positive le point F se deplace dans le sens negatif de 
l'axe t, sinon r(' est negative. 
r~(+) 




















Figure 4.6- Geometrie des axes curvilignes. 
G- centre de gravite 
y,z - axes principaux d'inertie 
S0 - point sectoriel nul 
o- origine de l'axe s 
p- perimetre de Ia section 
De VILLE propose Ia formule suivante pour le calcul de la fonction de gauchissement 
par rapport a un point A quelconque: 
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A ( 2 · sh(J.Ls) J ( A) ls-so A 
ro( t) = t - s + s- r1 · t + r5 ds 
s, Jl·Ch(J.Lp/2) 0 (4.56) 
(4.57) 
ou e est l'epaisseur de Ia paroi et s0 est Ia coordonnee s du point sectoriel nul S0 de 
coordonnt!es (y 0 ,z0 )- voir figure 4.6. 
On note que les deux premiers termes concernent Ia variation du gauchissement sur 
l'epaisseur de Ia paroi, alors que le dernier terme represente l'aire sectorielle de 
VLASSOV. Pour obtenir (4.56), de VILLE a adopte !'hypothese que Ia courbure de Ia 
paroi peut etre negligee, done: 
(4.58) 
avec: 
Y = Y(s) z = Z(s) (4.59) 
De VILLE montre aussi que les formules trouvees par VLASSOV (68] pour le calcul de la 
position du centre de torsion et Ia formule pour le changement de pole restent tout aussi 
valables avec Ia nouvelle definition ( 4. 56) de Ia fonction de gauchissement. Done, Ia 
position du centre de torsion, ainsi que Ia fonction ro(s,t) peuvent etre trouvees par les 
relations suivantes: 
I A Yc=YA+~z 
y 
00(s,t) = 00~,t) + (zc- ZA )(Y(s,t)- Yo)- (y c- Y A )(zcs,t) - Zo) 
avec: 
IroAy = J A ro~,t) . y (s,t) . dA 
Iz = JA YZs,t). dA 
IroAz =fA ro~.t) ·zcs,t) ·dA 
Iy =fA zzs.t). dA 
(4.60) 
(4.61) 
ou y et z sont les axes principaux d'inertie passant par le centre de gravite G comme 
montre dans Ia figure 4.6. 
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Eu egard aux transformations ( 4.44) pour ramener les deplacements transversaux au 
point P, l'inertie en gauchissement par rapport au point P est donnee par: 
( 4.62) 
En y rempla9ant w * par sa formule ( 4.43 ), on trouve: 
Iwp = I(l)C + (zp- zc)2 Iz +(Yp -ycfly (4.63) 
avec: 
( 4.64) 
Il est utile de dire que dans I' expression ( 4. 15) du coefficient k des fonctions hyperboliques 
( 4. 18), il faut prendre !'expression suivante: 
( 4.65) 
4.3. 7 .2. L' inertie en torsion 
L'inertie en torsion de Saint Venant deduite a partir du principe des travaux virtuels 
s'ecrit: 
(4.66) 
On peut prouver tn!s aisement que Ia formule ( 4. 66) reste inalteree pour n'importe que! 
point par rapport auquel elle est calculee. Si B est un autre point quelconque de 
coordonnees (y8 , z8 ), a l'aide des relations suivantes: 
w~.t) =ffirs.t) +(zA -zB)(Y(s.t) -yo)-(YA -yB)(z(s,t) -zo) 
A ( ) dy ( ) dz r =- z-zA -+ y-yA -
s ds ds 
A ( ) dy ( ) dz r = y-yA -+ z-zA -
t ds ds 
dz 
y=Y(s); z=z(s); Y(s.t)=y+tds 
et de !'hypothese (4.58), on trouve que: 
(rA +t-ffiA) = (r8 +t-w8 ) s 's s 's 
B ( ) dy ( ) dz r =- Z-ZB -+ y-yB -
s ds ds 
B ( ) dy ( ) dz r = y-y8 -+ z-z8 -
t ds ds 
dy 
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done, on a finalement que: 
C -cA -cB T- T- T (4.69) 
En effet, dans une section ouverte a parois minces, les contraintes tangentielles dues 
uniquement au moment de torsion de Saint Venant: 
Mosv = GCT'V' ( 4. 70) 
sont des couples conjugues et en consequence Mt)SV doit aussi rester inaltere pour 
n'importe quel point par rapport auquel on applique le principe des travaux virtuels pour 
trouver l'inertie en torsion. 
Si maintenant, on se reporte aux equations ( 4.30) des efforts internes, on note qu'il 
apparait le terme suivant dans le calcul du moment de torsion Mtl: 
(4.71) 
En y rempla9ant les contraintes donnees par (4.27) avec (4.22), on trouve: 
( 4. 72) 
L'integrale sur l'aire qui apparait en ( 4. 72) n'est d'autre que l'inertie en torsion a la seule 
difference du changement du systeme d'axes dans lequel on ecrit CT, done: 
CT = C~ =fA {y -yc- ro~z)2 +(z- Zc +ro~ )2 dA ( 4. 73) 
En combinant ( 4. 73) avec les transformations ( 4.44) qui ramenent les deplacements 
transversaux au point P, on trouve: 
En examinant les expressions de ro * et de roP: 
ro* =roc +(zp -zc)·y-(yp -yJ·z 




on s'aper9oit qu'on peut substituer roP a ro* en (4.74) sans que sa valeur soit alteree 
puisque ce sont les derivees de ro * qui apparaissent en ( 4. 74). Ce fait valide la premiere 
egalite de (4.74). 
En conclusion, !'utilisation de la formule (4.66) calculee par rapport a un point A 
arbitraire reste tout a fait valable. L'auteur a aussi pu verifier que le calcul de ( 4.66) par 
voie numerique est en tres bon accord avec Ia formule suivante pour le calcul de l'inertie 
en torsion de sections ouvertes profilees a froid: 
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( 4. 76) 
ou N est le nombre de plaques composant Ia section et bi est Ia largeur individuelle des 
plaques. 
4.3.8. La plasticite 
Comme deja dit au paragraphe 2. 7 de cette these, on a decide de considerer l'effet de 
plasticite dans Ia programmation de !'element fini afin de pouvoir simuler Ia rotule 
plastique qui se forme au milieu de Ia colonne lors de sa ruine. Malgre le fait que les 
largeurs effectives ont du rester inchangees des le debut de Ia plastification dans !'element 
fini, la prise en compte de la plasticite sert deja a penaliser Ia rigidite des barres les plus 
faibles de la structure formee par des profils a parois minces dont on veut obtenir Ia charge 
de ruine. 
Quant au calcul en plasticite dans l'element fini de poutre spatiale, on a adopte les 
hypotheses reprises par de VILLE [69] telles que: theorie incrementielle de Ia plasticite 
dans le domaine de petites deformations avec une loi constitutive elasto-plastique a 
ecrouissage lineaire. L'ecrouissage est isotrope et la loi est uniaxiale. 
4.4. L'ELEMENT FINI A SECTION TRANSVERSALE VARIABLE 
4.4.1. La variation de Ia section transversale 
Vu que l'on a adopte Ia methode de largeurs effectives pour Ia prise en compte du 
voilement de Ia section, ses largeurs doivent etre mis a jour a chaque iteration du pas non 
lineaire selon !'evolution des contraintes dans !'element fini. Ainsi, on a un passage de la 
section pleine a la section effective a partir du debut du voilement et une variation de Ia 
section effective avec le voilement progressif de Ia section, figure 4. 7a. 
Les figures 4. 7b et 4. 7c montrent Ia repartition de largeurs effectives et de points 
d'integration pour la plaque appuyee sur deux bords et pour la plaque appuyee sur un seul 
bord, respectivement. On note que la largeur plane de la plaque appuyee sur deux bords a 
Ia seule possibilite de se scinder en deux morceaux effectifs (bel et be2 ou bel et 
be2 + bt ), alors que pour la plaque appuyee sur un seul bord, elle peut soit se scinder en 
deux morceaux effectifs (be et bt), soit ne se reduire qu'a un seul morceau effectif (be ou 
bt +be), (voir aussi figure 2.40 et tableau 2.4). 
Quant a !'integration numerique sur Ia plaque, on se contente de 3 points d'integration 
sur l'epaisseur, alors que dans la largeur de Ia plaque on a etabli un minimum de 4 points 
d'integration (k ~ 4 ). La repartition des points d'integration sur les largeurs effectives est 
faite selon les regles suivantes: 
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a) Les points d'integration sont repartis proportionnellement aux largeurs des deux 
morceaux effectifs; 
b) Chaque morceau effectif doit avoir un minimum de 2 points d'integration (m ~ 2 et 
n~ 2). 
Quant aux arrondis, on a utilise 3 points d'integration sur Ia ligne moyenne et 3 points 
d'integration sur l'epaisseur, comme le montre la figure 4. 7e. 
En plus du calcul normal des contraintes longitudinales sur les points d'integration, on 
les calcule aussi sur les bords interieurs et sur les bords exterieurs des morceaux effectifs 
comme montre a la figure 4. 7d. Les contraintes sur les bords sont calculees sur Ia section 
L de !'element fini, voir figure 4. 7f, choisie par l'utilisateur pour le calcul des largeurs 
effectives de !'element fini. 
Quant a Ia discretisation d'une barre en elements finis, de VILLE [69] preconise que 2 
a 3 elements finis par barre sont suffisants pour obtenir un bon resultat numerique, avec 
son element fini. Cependant, on a pu constater que lorsque Ia section transversale de 
chaque element fini est variable, il faut veiller a qu'il n'y ait pas une tres grande 
discontinuite des caracteristiques geometriques de Ia section effective a Ia jonction de 
deux elements finis. Ainsi, le tableau 4.1 montre le nombre d'elements finis qui ont ete 
necessaires pour Ia discretisation des types de profils qu'on a essayes dans cette these. 
La colonne de Ia variable Iter affichee sur ce tableau est le nombre de premieres 
iterations de chaque pas dans lesquelles on met a jour les largeurs effectives. Dans les 
iterations suivantes de chaque pas, les largeurs effectives restent inchangees. Le motif 
pour lequel on ne fait varier les largeurs effectives que sur les premieres iterations de 
chaque pas, est qu'on obtient pratiquement le meme resultat si on les fait varier sur un 
nombre plus grand d'iterations que celui indique au tableau 4.1 ou si on les fait varier sur 
toutes les iterations. Ainsi, on obtient un bon resultat avec un minimum d'effort de calcul. 
On reviendra plus en detail sur ce sujet au chapitre 5 des resultats de cette these. 
Profit Discretisation Iter 
Nombre d'elements finis 
Corniere et profit U 5 6 
Profil C 4 2 
Tableau 4.1- Discretisation et nombre d'iterations (Iter) de chaque pas dans lesquels on 
fait varier les largeurs effectives. 
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Section pleine Section effective 
z 
c c 
. -----~>---· y G 
(a) 
3 PIS kPIG 
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...{ 
PIG - points d'integration de Gauss (b) 
PIS - points d'integration de Simpson 
k~4 m~2 n~2 k=m+n 
kPIG 3 PIS 

















I • • I 
A ... •I 
· be ou bt +be 
(c) 






NUIT - nombre de points d'integration de Gauss dans le sens longitudinal 
L - section dont les contraintes des bords de ses plaques sont utilisees 
pour calculer les largeurs effectives de !'element fini 
1 . . NUIT 
----;....----1--+--j 
L (f) 
Figure 4. 7- La variation de la section transversale dans !'element fini. 
(a) Section pleine et section effective; 
(b) Plaque appuyee sur deux bords; 
(c) Plaque appuyee sur un seul bord; 
(d) Les bords interieurs et exterieurs des largeurs effectives; 
(e) Arrondis; 
(f) Section utilisee pour calculer les largeurs effectives. 
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4.4.2. Actualisation de Ia matrice de rotation et de Ia deformee courante 
Le but de ce paragraphe est d'expliquer le calcul fait pour trouver la matrice de 
rotation et la deformee courante de y n+ 1 a partir de la matrice de rotation et de la 
deformee courante de y n, et des increments de deplacements entre y n et y n +I· Tout 
d'abord, Ia variation de la section transversale n'est pas encore prise en compte. 
Cependant, on a prefere mettre ce paragraphe dans le cadre de l'element fini a section 
transversale variable afin qu'on puisse donner de la continuite du raisonnement du 
paragraphe suivant ou on explique les calculs supplementaires necessaires pour tenir 
compte du deplacement du centre de gravite et du changement d'orientation des axes 
principaux d'inertie lorsque la section transversale est variable. 
La deformee courante de l'element fini de poutre spatiale peut etre definie par les 
variables suivantes: 
.1-up .6uo 
'V 1 , eyl , ezl ' e'lfl , 'V 2 , ey2 , ez2 , e'l'2 ( 4. 77) 
ou .1-up et .6uo sont les allongements au niveau du point de connexion P et au niveau du 
centre de gravite, respectivement. La variable .1-up n'apparait pas dans les developpements 
de l'element fini, mais elle a ete introduite ici afin de faciliter l'expose. II est aussi utile de 
rappeler que le systeme d'axe corotationnel est celui qui est situe aux points de connexion 
situes aux sections nodales de l'element fini et qui est parallele aux axes principaux 
centraux d'inertie. 
La figure 4.8, tiree de la reference [69], aidera a comprendre la mise a jour de .6up, .1-uG 
et de la matrice de rotation de l'element fini. Sur cette figure, on a translate rn de telle 
maniere que les points de connexion P1 de rn et de rn+l soient confondus. 
z" z=z' y'=y" 
~y 
• x" 





Figure 4.8- Details geometriques pour le calcul de .6up et de Ia matrice de rotation. 
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Le calcul de ~up) se deroule avec les etapes suivantes: 
Yn+l 
a) Calcul de Ia longueur PtP~: 
(4.78) 
b) Calcul des increments de deplacements relatifs entre y n et y n+ 1 dans les axes de r n: 
j = 1 a 3 (4.79) 
ou ROT r n est Ia matrice de rotation de r n et u j sont les increments de deplacements 
dans les axes globaux. 
c) Calcul de la longueur Pt+1p2n+l: 
avec: 
2·du du 2 +dv2 +dw2 q= +-------
p npn --2 P npn 1 2 1 2 
d) Calcul de ~up) : 
Yn+l 
( 4. 80) 
(4.81) 
(4.82) 
Bien que le calcul par ordinateur soit fait en double precision, le calcul de ( 4. 80) peut etre 
tres imprecis si q est tres petit. On a con state que si lql est plus petit que 1 o-5, il faut 
calculer Ia racine carree de ( 4. 80) en Ia developpant en serie: 
( ) 1/2 q q2 q3 l+q = 1+---+--··· 
2 8 16 
(4.83) 
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Le calcul de la matrice de rotation de r n+1 est base sur la notion des trois angles 
d'Euler a.,!),<j> montres ala figure 4.8. Son calcul se deroule avec les etapes suivantes: 
a) Calculer les angles a. et 13 de rotation autour des axes z et y', respectivement: 
13 = arct~ dw/Pt+1B) ( 4.84) 
II est utile de remarquer que pour le calcul de Pt+ 1B, il faut prendre la meme 
precaution que a l'etape 'c' du calcul de .6up )y ; 
n+l 
b) Calculer les increments de rotation en torsion aux noeuds 1 et 2 dans l'axe longitudinal 
de rn+( 
j = 1 a 3 (4.85) 
ou eij sont les increments de rotation entre y n et y n+ 1 dans les axes globaux. 
c) Calculer I' increment de rotation rigide en torsion entre y n et y n+ 1 donne par: 
(4.86) 
d) Finalement, la matrice de rotation de rn+1 est calculee par: 
ROT = ROTn+l ·ROT 
--rn+I --n --rn (4.87) 
avec: 
(4.88) 
Pour le calcul des rotations 'V, ey et 9 2 aux deux noeuds, on dispose de deux 
procedes qu'on applique successivement a chaque noeud: 
Premier procede: 
a) Calculer les rotations a partir de rn de la deformee Yn+l dans les axes de rn+l: 
(4.89) 
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ou ('lf,8y,ez) est Ia deformee courante de Yn par rapport a sa corde dans les axes de 
rn et (ex,8y,ez) sont les increments de rotation entre Yn et Yn+ 1 dans les axes 
globaux; 
b) Calculer les increments de deplacements relatifs entre y n et y n+ 1 dans les axes de r n+ 1 
(voir figure 4. 9): 
{ :~}=ROT r { uJ-+7 -uJ·} n+l 3xl 
dw 
j = 1 a 3 







Figure 4. 9- Details geometriques pour le calcul de la pente 8y. 
(4.90) 
c) Calculer les rotations 8y et 8z a partir de r n+ 1 de la deformee de y n+ 1 dans les axes 
de rn+1 (voir figure 4.9): 
(4.91) 
d) La rotation en torsion 'V a partir de rn+l de la deformee de Yn+1 dans les axes de rn+ 1 
est donnee par: 
'V = <l>x - <I> 
ou <1> est donne par !'expression ( 4. 86). 
(4. 92) 
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Quant au deuxieme procede, il est presente ici de maniere tres succincte. Pour le lecteur 
interesse, une explication plus approfondie de ce procede peut etre trouvee dans Ia 
reference [69]. La demarche a suivre est Ia suivante: 
a) Cal euler les rotations a partir de 1 n de Ia deformee y n+ 1 dans les axes de 1 n: 
( 4.93) 
b) Dans !'hypothese de petites deformations, les vecteurs unit aires normaux a Ia deformee 
Yn+l dans les axes de in prennent Ia forme suivante: 
iit,n =(<l>z,-1,0) (4.94) 
c) Si on ecrivait les vecteurs unitaires normaux a la deformee y n+l en se rapportant aux 
axes de 1n+l> ils auraient la forme suivante: 
iit,n+l = (Sz,-1,0) (4.95) 
ou Sy et Sz sont les angles cherches; 
d) Or, les vecteurs (4.94) et (4.95) sont les memes ala seule difference pres qu'ils sont 
ecrits en deux systemes d'axes differents. Done, ils sont lies par Ia relation suivante: 
[ ez -eyJ [<1>z -A C =ROT~+l -1 
B -D 0 
rn+l 
(4.96) 
ou A et D sont proches de l'unite et, C et B sont proches de zero si les pentes de Yn+l 
restent faibles vis a vis de !'unite; 
e) Quant au calcul de 'V, il est identique a celui presente pour le premier precede. 
Puisque cette deuxieme methode est basee sur une approximation mathematique, elle n'est 
utilisable que si les pentes Sy et Sz sont petites. Malgre cela, elle assure une convergence 
plus rapide de !'element fini. De VILLE (69] propose une valeur limite maximum de 0,2 
radians de Sy et Sz pour son utilisation. Lorsque cette valeur est depassee, on passe a Ia 
premiere methode. 
Quant au calcul de !'amplitude de gauchissement, comme le bi-moment est un effort 
auto-equilibre, il est traite comme un scalaire, done: 
(4.97) 
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ou d8'l' est !'increment de !'amplitude de gauchissement entre y n et y n+ 1. 
Finalement, l'allongement de !'element fini au niveau du centre de gravite est donne par 
la formule suivante (voir equation 4.48a): 
~UG )y n+l =~Up )y n+l + [Yp8z2 - zp8y2 + ( -ypzc + ZpY c )8\jl2] 
-[ y pez1 - zp8y 1 + ( -y pzc + ZpY c )e'l' t] ( 4. 98) 
4.4.3. Correction de Ia matrice de rotation et de Ia deformee courante 
Si la section transversale etait constante, il ne faudrait effectuer que les calculs exposes 
au paragraphe antecedent. Cependant, lorsque la section transversale est variable, le centre 
de gravite de la section effective se deplace et !'orientation des axes principaux d'inertie 
change d'un angle CXctif par rapport aux axes principaux d'inertie de la section effective de 
!'iteration precedente, comme illustre a la figure 4.1 0. A cause de ces faits, il s'avere 
necessaire d'effectuer quelques operations supplementaires afin de corriger la matrice de 





G' ~ e)'Yn+l 
G' "" = G e"n e)'Yn+l 
Figure 4. 10- Changement d'axes de la section effective. 
Les corrections a faire sont les suivantes: 
Ctdif 
y 
a) Calculer la nouvelle matrice de rotation de !'element fini: 
ROTr' = ROTact1·r · ROTr 
-- n+l -- n+l 
b) En chaque noeud, calculer les pentes e;, et 8~: 
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c) Recalculer l'allongement au niveau du centre de gravite de la nouvelle section effective: 
(4.101) 
oil (y{>, z{>) sont les coordonnees du point de connexion par rapport aux axes 
principaux d'inertie de Ia nouvelle section effective et ; (Yp, Zp) et (y c, Zc) sont les 
coordonnees du point de connexion et du centre de torsion, respectivement, par 
rapport aux axes principaux d'inertie de Ia section pleine; 
d) Quant aux autres variables qui definissent la deformee courante ( 4. 77), elles ne 
subissent aucune correction. 
Ainsi, la matrice de rigidite et les efforts internes rapportes aux axes globaux sont 
donnes par: 
KoL =RT ·Kp ·R (4.102) 
avec: 
ROTr~+1 0 0 
0 ROTr~+1 0 0 
0 0 1 
R= 
ROTr~+1 0 0 (4.103) 
0 0 ROTr~+1 0 
0 0 1 
ou Kp et fp sont donnes par les relations (4.54) avec Kop et fop calculees en 
substituant Yp a y p et z{> a zp. La rna trice CONEC de cette relation est alors donnee par: 
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1 0 0 0 , , 
-ypzc + ZpYc -Zp Yp 
0 l 0 0 0 0 0 
0 0 l 0 0 0 0 
CONEC= 0 0 0 1 0 0 0 ( 4.1 04) 
0 0 0 0 1 0 0 
0 0 0 0 0 l 0 
0 0 0 0 0 0 1 
4.4.4. Les caracteristiq ues geometriq ues 
Malgre le fait que la section transversale soit variable, on a considere que le centre de 
torsion et le point sectoriel nul de Ia section transversale restent fixes. Ainsi, Ia distribution 
de Ia fonction de gauchissement sur Ia section reste inchangee. En efTet, du point de vue 
theorique, considerer le centre de torsion de la section pleine dont la position ne co"incide 
pas avec celle du centre de torsion de Ia section effective est une approximation. Par 
contre, il faut aussi dire que faire varier la section transversale de l'element fini est deja, 
par lui-meme, une approximation theorique. Done, il n'y a rien qu'on puisse dire pour 
mettre en cause !'hypothese adoptee de considerer les positions du centre de torsion et du 
point sectoriel nul constantes. En plus, comme on le verra dans le chapitre 5 des resultats 
de cette these, on a obtenu une bonne correlation theorique-experimentale pour les profils 
dont le flambement est par flexion torsion. 
Suite a !'hypothese faite, si Ia forme de Ia fonction de gauchissement coc( ) reste inalteree, y,z 
la forme de la transformation co(* ) donnee par: y,z 
co~y.z) = co(y,z) + y(zp- zc)- z(yp- Yc) ( 4.43') 
do it aussi rester inalteree. C'est pourquoi, dans les express10ns ( 4. 101) et ( 4. l 04 ), les 
termes qui se rapportent au gauchissement restent aussi inalteres. 
Le tenseur des deformations ( 4.22), combine avec les substitutions ( 4.44 ), s'ecrit pour 
!'element fini avec les axes principaux d'inertie de la section effective de centre de gravite 
G~)"' , figure 4. l 0: 
1 n+l 
E I I XXM = Exx +eXXM -y XzM -z XYM 
(4.105) 
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avec: 
1 ' *" 1 *" * n exx:=u-yv -zw -W\jl 
*" *" XYM = -v 'l' XZM =w 'l' 
(4.106) 
En regime elastique, on peut distinguer les caracteristiques geometriques suivantes qui 
apparaissent dans la matrice de rigidite de !'element fini: 
A= f dA 
Ae 
I = f r'4dA r4 A 
c 
C 2 1 ch(~s) 2 sh(~s) dA {[ ( ]2 [ 2} T =fA. t - ch(!lp/2)) + !l·Ch(!lp/2)] . (4.107) 
Irp4 = JAe r;4dA = Ir4- 4Iyr2Yp -4Izr2Zp +(6y~2 +2z~2 )12 +( 6z~2 +2y~2 )ry +(y~2 + z~2 )2 A 
(4.108) 
ou l'inertie en torsion, Cr, est le developpement de !'equation ( 4. 66) et Ae est l'aire de Ia 
section effective. 
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Les caracteristiques geometriques ( 4. 1 07) sont recalculees numeriquement dans les 'Iter' 
premieres iterations du pas non lineaire pour Ia nouvelle section effective On rappelle que 
!'integration numerique ne concerne que les morceaux effectifs de Ia section. Ainsi, on 
peut simuler la perte de rigidite du profil dil au voilement a travers une penalisation de ses 
caracteristiques geometriques. Quant aux caracteristiques geometriques ( 4.1 08), elles sont 
dependantes des caracteristiques ( 4.1 07) et done, subissent Ia meme penalisation. 
L'hypothese que Ia fonction de gauchissement devrait rester inchangee, pose quelques 
problemes lors du calcul de certaines caracteristiques geometriques. Par exemple, pour le 
calcul de Icop on a: 
(4.109) 
Comme on peut le voir dans !'expression ci-dessus, on utilise y et z des axes pnnc1paux 
d'inertie de la section pleine, alors qu'on veut effectuer les calculs de !'element fini pour Ia 
section effective. Afin qu'il y ait une plus grande coherence entre les caracteristiques 
geometriques en torsion et la section effective, on a adopte, par hypothese, !'expression 
suivante de w ~Y ,z): 
w * -we + y'(z'p - zc' ) - z' (y'p - y'c) (y,z) - (y,z) (4.110) 
pour le calcul des caracteristiques geometriques 100p, lcopy, Icopz et l 00rp, tel qu'on le voit 
en (4.108). 
En plus, lors du calcul de 100p, I copy, Icopz et I00rp, on a considere que les egalites suivantes 
sont valides: 
I we( )dA = 0 ; I We( )y'dA = 0 ; I We( )z'dA = 0 A. y.z Ae y,z A. y,z (4.111) 
Malgre que l'on sache que w(y,z) n'est orthogonale qu'a y et z calcules dans les axes 
principaux d'inertie de la section pleine et avec integration sur l'aire de Ia section pleine, 
les integrales ( 4. 111) sont negligees par hypothese. En effet, on a constate que les 
resultats obtenus restent pratiquement inchanges si on prend en compte la non-nullite des 
integrates ( 4. Ill) lorsque le flambement est par flexion-torsion. 
Quant aux fonctions hyperboliques ( 4. 18), elles sont calculees avec le coefficient k 
donne par (4.65) qui est calcule avec les caracteristiques geometriques de la section 
pleine. Ces fonctions hyperboliques restent inchangees par hypothese. 
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En plasticite, comme deja dit au paragraphe 2. 7, la section effective de !'element fini 
reste inchangee des le debut de plastification de cet element. Done, pour Ie calcul 
plastique, !'integration numerique de la matrice de rigidite se deroule sur Ia derniere 
section effective qu'on avait avant que commence Ia plastification. 
4.4.5. Organigramme de calcul 
Afin de rendre plus claire l'introduction de la section effective variable dans !'element 
fini, on a decide d'inclure un paragraphe pour presenter l'organigramme general pour le 
calcul de Ia matrice de rigidite et des efforts internes de !'element fini lors de !'elaboration 
du programme FINLOC. Le calcul de Ia deformee Yn+l a partir de la deformee Yn et des 
increments de deplacements entre Yn et Yn+l se deroule avec les etapes suivantes: 
a) Calcul de Ia matrice de rotation et de la deformee courante de y n+ 1 dans les axes de 
Ge)'Yn+I de la figure 4.10 selon le paragraphe 4.4.2~ 
b) Cette etape concerne le calcul de Ia nouvelle section effective et elle n'est executee que 
si les conditions suivantes sont satisfaites: 
- Le calcul en voilement est demande par l'utilisateur. 
- La plastification n'a pas encore eu lieu dans !'element fini. 
- Si la variable Iter est plus petite ou egale a Ia valeur indiquee au tableau 4. 1 pour 
chaque type de profil. 
La demarche a suivre est la suivante: 
b.1) Calcul des contraintes longitudinales aux bords des plaques, figure 4. 7d, avec la 
deformee courante calculee dans l'etape a~ 
b.2) Avec les contraintes aux bords des plaques, on calcule les largeurs effectives 
selon l'une des methodes proposees au paragraphe 2. 6; 
b.3) Ces largeurs effectives composent Ia nouvelle section transversale, axes de 
G~)'Y n+I de Ia figure 4.1 0, pour laquelle on calcule les nouvelles caracteristiques 
geometriques, paragraphe 4.4.4; 
b.4) On effectue les corrections sur la matrice de rotation et sur la deformee courante, 
paragraphe 4.4.3; 
c) Calcul des contraintes aux points d'integration avec la deformee courante corrigee; 
d) Integration numerique des termes de contraintes qui apparaissent dans Ia matrice de 
contraintes initiates et dans les efforts internes; 
e) Cal cui de Ia matrice de rigidite tangente et des efforts internes dans les axes locaux; 
f) On effectue le passage de Ia matrice de rigidite tangente et des efforts internes vers les 
axes globaux au moyen des relations (4.54) et (4.102); 
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g) Assemblage de Ia matrice de rigidite tangente et des efforts internes de !'element fini a 
Ia matrice de rigidite tangente de Ia structure et au vecteur de forces avec lesquelles Ia 
structure est en equilibre, respectivement. 
4.5. UN TEST NUMERIQUE - LE CADRE DE LEE 
Afin de tester le programme FINLOC, developpe specialement pour cette these, on a 
etudie le cadre de LEE montre a Ia figure 4. 11 a. Cette figure montre les caracteristiques 
geometriques et mecaniques. II s'agit d'un cadre rectangulaire bi-articule, soumis a une 
charge concentree situee a 1/5 de Ia portee horizontale, provoquant un claquement. Ce 
probleme a ete resolu analytiquement par LEE, MANUEL et ROSSOW [80]. 
On a resolu Ia structure avec 10 elements finis de poutre spatiale a section rectangulaire. 
La methode utilisee pour Ia solution du probleme non-lineaire est le pas spherique avec 
strategie automatique de chargement (81]. Les courbes (P,u) et (P,v) de Ia charge en 
fonction des deplacements de son point d'application sont donnees a Ia figure 4.11 b. Les 
points 'a' a 'e' correspondants a diverses deformees du cadre sont representees sur Ia figure 
4.11 a. La solution analytique n'est pas dessinee, mais est en excellent accord avec Ia 
solution numerique obtenue. 
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Figure 4. 1 1- Cadre de LEE, les dimensions et les deplacements sont en milimetres. 
(a) Caracteristiques geometriques et mecaniques, et deformees; 
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Ce chapitre est consacre a comparer les resultats experimentaux des essais de 
compression centree et excentree de poutres-colonnes constituees par des profils a parois 
minces, tel que Ia corniere, le profil U et le profit C, avec les resultats numeriques trouves 
par element fini de poutre spatiale avec section variable pour Ia prise en compte du 
voilement de ses parois au moyen de la methode des largeurs effectives, programme 
FINLOC. On trouve aussi dans ce chapitre des illustrations de la visualisation en 3-D des 
deformees des profils etudies. Ces dessins sont faits par le post-processeur graphique, 
programme DRA WLOC, specialement developpe pour cette these. 
Pour chaque type de profil on etudie le comportement de tronc;:ons courts et de tronc;:ons 
longs. Pour les tronc;:ons longs on a aussi envisage une etude de !'influence de la deformee 
initiate sur Ia charge de ruine selon le type de flambement global de la piece. 
Afin de ne pas etre trop repetitif dans !'expose de ce chapitre, on va presenter dans cette 
introduction quelques details qui sont valables pour tous les types de profils qui sont 
etudie dans ce chapitre: 
a) Lorsqu'on calcul numeriquement Ia charge de ruine avec voilement pris en compte, eu 
egard au critere de ruine adopte, la ruine peut se produire en deux circonstances 
distinctes: soit la ruine se passe en regime elastique ou le chemin post-critique devient 
instable sans que la plastification ait encore eu lieu, soit la ruine est limitee au debut de 
plastification de la piece. Ce deuxieme critere est justifie par deux faits: on n'a pas 
reussi a simuler numeriquement le comportement post-critique instable dG a Ia rotule 
plastique qui se forme au milieu de la colonne car les largeurs effectives ont dG rester 
inchangees en regime plastique, d'une part, et le critere de plastification dG a von 
KARMAN pour les plaques isolees est largement accepte pour les profils a parois 
minces. Les sections sont considerees comme des associations de plaques ou la 
plastification d'une de ses plaques et Ia formation du mecanisme plastique subsequent 
entrainent !'apparition d'une rotule plastique au milieu de Ia colonne; 
b) Lorsqu'on cal cui numeriquement la charge de ruine en negligeant le voilement, on 
neglige la reserve post-plastique. La charge de ruine est donnee pour le debut de 
plastification. On a ainsi fait car le but n'est autre que comparer les charges de ruine en 
negligeant et en considerant le voilement pour le debut de plastification de Ia colonne; 
c) Comme deja dit dans la remarque 'a', le calcul en plasticite est necessaire lorsque la 
ruine est dictee par le debut de plastification. On a adopte pour l'acier une loi elastique-
parfaitement plastique; 
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d) Chaque profil est discretise avec le nombre d'elements finis indiques au tableau 4. 1. 
Chaque element fini possede 3 points d'integration dans le sens longitudinal, NUIT=3, 
et les largeurs effectives sont calculees avec les contraintes de Ia section d'integration 
situee au milieu de !'element, L=2, voir figure 4. 7f. Le schema de Ia discretisation ainsi 
que les axes globaux sont montres dans les figures 5. 1 a et 5. 1 b; 
e) Les largeurs effectives sont calculees selon les approches donnees au paragraphe 2.6, a 
savoir: Eurocode 3, AISI-90, AISI-90*, proposition A et proposition B. Ces approches 
sont appliquees et comparees dans les cas ou elles s'appliquent selon le type de profil; 
f) Quant aux conditions d'appui en torsion, on considere que les plateaux de Ia presse 
d'essai sont infiniment rigides, en empechant ainsi tout gauchissement des sections aux 
extremites, e'l' = 0. En flexion, les plateaux sont empeches de tourner lors des essais 
des tronc;ons courts et libres de tourner lors des essais des tronc;ons longs. Ainsi, le 
tableau 5.1 ci-dessous presente un resume des conditions d'appui: 
Condition d'appui: En flexion En torsion 
Tronc;on court Bi-encastre Bi-encastre 
Tronc;on long Bi-appuye Bi-encastre 
Tableau 5.1- Les conditions d'appui adoptees. 
Pour les tronc;ons courts, les noeuds intermediaires (non-appuyes) ont du etre 
empeches de tourner en flexion et de gauchir afin d'eviter de l'instabilite numerique 
causee par de tres petites discontinuites des largeurs effectives entre deux elements 
finis; 
g) Sur tous Ies tableaux et sur tous les graphiques presentes dans ce chapitre, Ies 
dimensions sont donnees en millimetres (mm) , les charges critiques et de ruine en Kilo 
Newtons (KN), Pr est Ia charge critique de flambement par flexion autour de l'axe 
faible, Pft avec k 33 = 1 est Ia charge critique de flambement par flexion-torsion avec le 
gauchissement Iibre aux extremites, tandis que Pft avec k33 = 4 est avec Je 
gauchissement empeche aux extremites, voir equations (3. 21 ); 
h) Lors de !'etude de !'influence de Ia deformee initiale sur Ia charge de ruine, de !'etude 
des tron<;ons courts de cornieres et des etudes des tronc;ons longs des profils U et C, Ia 
deformee initiate est de type sinusoidal et les fleches sont mises dans les sens y et z des 
axes principaux d'inertie. La fleche initiale est positive si elle pointe dans Ie sens positif 
de l'axe y. Quant a l'axe z, peu importe le signe de Ia fleche selon cet axe car il est 
perpendiculaire a l'axe de symetrie de Ia section (axe y), voir figures 5. 1 c et 5. 1 d. 
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Figure 5. 1- La discretisation et le sens des fleches initiales. 
(a) Discretisation de la corniere et du profil U; 
(b) Discretisation du profil C; 
(c) Fleche initiale de la corniere; 
(d) Fleche initiale des profils U et C. 
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5.2. CORNIERE 
5.2.1. Introduction 
COSTA FERREIRA et RONDAL ont entrepris une recherche experimentale de la 
stabilite de cornieres a ailes egales profilees a froid et soumises a compression centree 
[82]. Les resultats experimentaux de cette recherche seront compares au resultats 
numeriques obtenus par element fini de poutre spatiale avec prise en compte du voilement 
par la methode des largeurs effectives. 
Dans Ia recherche experimentale citee ci-dessus, on a mesure les imperfections 
geometriques (dimensions de la section, longueur, deformee initiate globale et locale) et 
les imperfections structurales (contraintes residuelles et dispersion de la limite elastique) 
pour chaque piece testee. Les mesures et les resultats des essais sont repertories dans le 
rapport d'essai, (82]. Les valeurs moyennes des dimensions de la section, des longueurs 
des pieces, des fleches initiales maxima et des limites elastiques pour la serie d'essais CL 
sont donnees au tableau 5.2. La figure 5.2 montre les caracteristiques geometriques. On 
note que les fleches initiales maximales ont ete mesurees dans les axes globaux Y et Z, 
voir aussi figure 5. 1 a. 
w t r L bplt {fymll) %o {fzmll) %o fy {MPa) 
CL 100 154 6,08 8 446 23,0 -- -- 371 
CL200 154 6,08 8 1776 23,0 -0,25 -0,3 371 
CL300 154 6,08 8 2897 23,0 -0,37 -0,63 371 
CL400 154 6,08 8 3992 23,0 -0,44 -0,77 371 
Remarques: 
- Toutes res valeurs sent des moyennes pour chaque serie. 
- CL 1 00 - serie de troncon court. 
- CL 200, CL 300 et CL 400 - series de troncons longs. 
- (fymll} %o et (fzmll) %o -> fleches relatives maxima. 
Tableau 5.2- Caracteristiques geometriques et limite elastique des cornieres de Ia serie 
CL. 
w (,m L -longueur 
t 
Figure 5.2- Les caracteristiques geometriques de Ia corniere. 
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On rappelle que Ia limite elastique utilisee pour le calcul de Ia Iargeur effective doit etre 
Ia limite etastique du materiau de base, avant Ia mise en forme des profils. On espere ainsi 
tenir compte des imperfections geometriques locales et imperfections structurales 
(dispersion de la limite elastique et contraintes residuelles). Les cornieres sont fabriquees a 
partir d'un meme feuillard de qualite ST 52 selon Ia norme DIN 17100 dont Ia limite 
elastique minimale garantie est de 360 MPa. La valeur de Ia limite elastique donnee au 
tableau 5.2 est la moyenne des essais de traction realises sur des eprouvettes prelevees du 
milieu des faces des profils. II est bien connu que l'augmentation de Ia limite elastique du 
au processus de fabrication a froid est plus important sur les arrondis et sur ses voisinages, 
a cause de l'ecrouissage, qu'au milieu des faces. Ainsi, on considere que limite elastique 
donnee au tableau 5.2 est tres proche de la limite elastique de la bande mere. 
5.2.2. Tron~on court 
Dans sa these de doctorat, de VILLE [69] a etudie l'instabilite de tron9ons courts de 
cornieres. II montre que l'inertie en gauchissement Iro peut etre negligee pour le calcul de 
la charge critique de torsion d'une corniere, equation (3 .20), lorsque le rapport 
L/(W- t I 2) est superieur a 10, approximativement. Dans le cas des cornieres courtes, Ia 
charge critique de torsion est tres proche de la charge critique de flexion-torsion. Pour la 
serie CLIOO le rapport L/(W -t/2) vaut 2,95 et done l'inertie Iro ne peut etre negligee 
lors du calcul de la charge critique de flexion-torsion. La premiere ligne du tableau 5.3 
montre les charges critiques de flexion-torsion pour les deux conditions d'appui en torsion 
et la charge de ruine experimentale moyenne de Ia serie CL 1 00. On note que la charge de 
ruine experimentale est nettement superieure a Ia charge critique de flexion-torsion avec le 
gauchissement libre aux extremites. Ainsi, on peut considerer que les plateaux de la presse 
d'essais empechent vraiment le gauchissement des sections d'extremites. D'autre part, le 
voilement des ailes exerce un effet reducteur sur la charge de ruine lorsqu'on Ia compare a 
la charge critique de flexion-torsion avec gauchissement empeche aux extremites. 
La deuxieme ligne du tableau 5. 3 montre les charges de ruine obtenues selon les 
approches de l'Eurocode 3, proposition B et proposition A. Pour chaque approche les 
charges de ruine sont calculees selon deux conceptions differentes: 
a) La premiere consiste a ne tenir compte que du voilement, la fleche initiale est nulle. La 
charge de ruine, Pr (I), ainsi calculee est egale a l'aire effective, pour une compression 
uniforme egale a fy, fois la limite elastique fy. La charge de ruine trouvee par 
l'Eurocode 3 est inferieure a celles des deux autres car Ia ruine de la plaque appuyee 
sur un seul bord est dictee par formule de Winter (voir tableau 2.4) pour l'Eurocode 3, 
alors que pour les propositions A et B la ruine de la plaque appuyee sur un seul bord 
est dictee par la formule de Kalyanaraman, equation (2.49). On voit que les charges de 
ruine theoriques sont tres superieures a la charge de ruine experimentale. Alors, on 
peut conclure que le voilement n'est pas le seul responsable de la reduction de la 
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charge de ruine experimentale par rapport a la charge critique de flexion-torsion avec 
gauchissement empeche aux extremites; 
b) Cette conception consiste a considerer le tronyon court comme une colonne avec une 
fleche initiate egale a ±O,S(L/1 000). Ainsi, la charge de ruine obtenue tiendra compte 
de }'interaction entre le flambement par flexion-torsion et le voilement des ailes. II faut 
rappeler que lors du calcul numerique par element fini on considere que le tronyon 
court est bi-encastre en flexion, voir tableau 5.1, alors que la charge critique de 
flexion-torsion donnee au tableau 5.3 suppose que la piece est bi-appuyee en flexion. 
Done, cette valeur critique ne doit pas etre prise comme la valeur maximale de charge 
de ruine qu'on peut obtenir par calcul numerique. Le tableau 5.3 montre que la 
proposition A est la seule qui converge pour tous les cas et donne un resultat du cote 
conservatif. Ce conservatisme vient probablement du fait que dans la proposition A les 
coefficients de voilement des plaques sont pour la section soumise a la compression 
uniforme et ne changent pas pour tenir compte du changement progressif du gradient 
de contraintes sur la section, comme deja dit au paragraphe 2.6.5. La ruine numerique 
est limitee par debut de plastification. A defaut de tenir compte du voilement des ailes, 
la plastification debute pour une charge de 443 KN. Done, on peut conclure que les 
phenomenes de flambement par flexion-torsion et de voilement ne peuvent pas etre 
dissocies pour comprendre le comportement d'un tronyon court de corniere a parois 
minces. 
pft pft Paxp 
CL 100 (k33=1) (k33=4) Moyenne 
289,1 463,1 339,9 
Eurocode 3 Proposition B Proposition A 
Pr (1) 391 433 433 
Pr (2) -- 357 317 
Pr (3) -- -- 317,4 
Remarques: 
- Ruine limitee par debut de plastification. 
- ( 1) - Noeuds intermediaires ( non-appuyes) empeches de tourner autour 
de y et z, et de gauchir pour eviter de l'instabilite numerique. 
- Fh~che initiale dans lessens yet z des axes principaux d'inertie. 
- (2)- Fleche lnitiale = -0.5 (U1000)- centre de gravite du cOte concave. 
- (3) - Fleche lnitiale = +0.5 (U1 000) - centre de gravite du cOte convexe. 
- ( -- ) - Le calcul numerique ne converge pas. 
Tableau 5.3- Resultats du tron9on court de corniere. 
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5.2.3. Tron~on long 
Le tableau 5.4 montre les valeurs de charges critiques pour les differents modes de 
flambement pour les trois series de tronc;ons longs, ainsi que la valeur moyenne de la 
charge de ruine experimentale de chaque serie. On note que le mode critique est celui de 
flexion-torsion pour les 3 series. En plus, on voit que les charges critiques pour k 33 = 1 et 
k 33 = 4 sont tres proches et done l'empechement du gauchissement aux sections 
d'extremites ne joue pas un role important pour les tronc;ons longs. Quant aux charges de 
ruine experimentales, elles sont superieures aux valeurs de charges critiques pour les series 
CL200 et CL300. 11 semble que, dans ces cas, les plateaux de la presse d'essai auraient 
joue un role d'encastrement partie! en flexion. 
Pr pft pft Pexp Pr 
(k33=1) (k33=4) Moyenne Eurocode 3 Proposition B Proposition A 
CL200 1088,0 230,3 240,9 256,0 -- 223 220,3 
CL300 408,8 220.4 224,1 258,1 -- 197,9 193,6 
CL400 215,3 208,5 210,2 159,8 166,7 -- 161,7 
Remarques: 
- La deformee initiale est de type sinuso"idal avec Ia valeur maximale 
egale a Ia fleche donnee au tableau 5.2 pour le calcul de Pr. 
- Pr - charge de ruine en regime elastique avec flam bement par flexion torsion. 
- ( --)- Le calcul numerique ne converge pas. 
Tableau 5.4- Resultats des tronc;ons longs de corniere. 
Afin d'avoir une idee des performances des differentes approches de calcul de largeurs 
effectives, on a calcule numeriquement les charges de ruine pour les 3 series avec les 
valeurs moyennes de dimensions et fleches initiates montrees au tableau 5. 2. Ces resultats 
sont aussi montres au tableau 5.4. On peut constater que la proposition A est Ia seule qui 
converge pour les trois series. Done, on l'a choisi pour calculer numeriquement les charges 
de ruine de chaque profil de chaque serie de tronc;ons longs. Cette fois on a mis pour 
chaque profil les dimensions reelles mesurees. Cependant Ia position du point de 
connexion est celle du centre de gravite de la section moyenne donnee au tableau 5.2. 
Ainsi, on a tenu compte des excentricites accidentelles dues aux imperfections 
geometriques de la section des profils. Quant aux deformees initiates utilisees, elles sont le 
reflet le plus exact possible de celles qui ont ete mesurees. Dans ce but, chaque profit est 
discretise avec 10 elements finis. Les resultats trouves pour chaque serie sont montres aux 
tableaux 5. 5 a 5. 7. Dans les 3 series, Ia ruine numerique se passe en regime elastique avec 
un flambement par flexion-torsion. On constate que les coefficients de variation des 
calculs statistiques sont plus petits que 5% pour les 3 series et que dans Ia serie CL400 il y 
a eu un excellent accord entre les charges de ruine experimentales et numeriques. 
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Paxp Pr P expi'Pr 
CL 201 249 220,7 1 '13 
CL 202 264 221,0 1 '19 
CL204 256 219,3 1,17 
CL 205 256 219,2 1,17 
CL 206 263 219,6 1,20 
CL 207 254 217,3 1 '17 
CL208 250 217,7 1 '15 
Moyenne 256 219 1 '17 
Ecart type 5,80 1,38 0,02 
Coef. de Var.(%} 2,27 0,63 2,08 
Remarques: 
- Charge de ruine Pr trouvee par programme 
avec deformee reelle et 1 0 elements finis. 
- Ruine en regime elastique avec 
flambement par flexion-torsion. 
Tableau 5.5- Resultats de la serie de tron9ons longs CL200. 
Pexp Pr Pexpi'Pr 
CL 304 249 187,1 1,33 
CL 305 251 185,9 1,35 
CL306 253 204,9 1,23 
CL 307 273 198,6 1,37 
CL 308 267 196,6 1,36 
CL 310 268 197,8 1,35 
CL 311 250 184,4 1,36 
CL 312 254 196,7 1,29 
Moyenne 258 194,0 1,33 
Ecart type 9,57 7,31 0,05 
Coef. de Var.(%} 3,71 3,77 3,48 
Remarques: 
- Charge de ruine Pr trouvee par programme 
avec deformee reelle et 10 elements finis. 
- Ruine en regime elastique avec 
flambement par flexion-torsion. 
Tableau 5.6- Resultats de la serie de tron9ons longs CL300. 
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Pexp Pr PexpiPr 
CL 404 156 170,9 0,91 
CL 405 167 159,9 1,04 
CL 406 159 162,5 0,98 
CL 407 158 159,7 0,99 
CL 408 152 159,8 0,95 
CL 409 162 169,9 0,95 
CL 410 167 167,0 1,00 
CL 411 157 152,3 1,03 
Moyenne 160 162,8 0,98 
Ecart type 5,28 6,22 0,04 
Coef. de Var.(%) 3,31 3,82 4,42 
Remarques: 
- Charge de ruine Pr trouvee par programme 
avec deformee reelle et 10 elements finis. 
- Ruine en regime elastique avec 
flambement par flexion-torsion. 
Tableau 5. 7- Resultats de la serie de tron<;ons longs CL400. 
La figure 5. 3 resume graphiquement to us les resultats des tron<;ons longs etudies 
jusqu'ici. Cette figure montre aussi que Ia prise en compte correcte des conditions d'appui 
en torsion ne joue un role important que pour des petites longueurs. En fait, si le 
gauchissement est empeche aux extremites, on obtient une augmentation de la charge 
critique de flexion-torsion par rapport au cas du gauchissement libre aux extremites pour 
de petites longueurs. Si on se rappelle ce qui a deja ete dit au paragraphe 5.2.2 que 
l'inertie en gauchissement Iro ne peut etre negligee pour le calcul de la charge critique de 
flexion-torsion lorsque le rapport L/ (W- t I 2) est plus petit que 1 0; la longueur 
correspondante a ce rapport, -1500 mm, correspond plus au mains a la longueur pour 
laquelle les courbes de charges critiques de flexion-torsion avec k 33 = 1 et k33 = 4 
commencent a monter plus fort. On peut done conclure que pour des cornieres satisfaisant 
l'inegalite L/(W- t/2):::; 10, non seulement Ia prise en compte de l'inertie en 
gauchissement est importante, tout comme la prise en compte correcte des conditions 
d'appui en torsion est importante pour le calcul de Ia charge critique de flexion-torsion. 
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Figure 5.3- Resume graphique des resultats pour les tronc;:ons longs. 
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Afin de pouvoir mieux comprendre le comportement de la corniere et de rassembler les 
resu1tats isoles qu'on a obtenus pour les tronc;:ons courts et pour les tronc;:ons longs, on a 
entrepris une etude de Ia charge de ruine numerique (avec et sans voilement) en fonction 
de Ia longueur L. La fleche initiale est de L/1 000 dans le sens defavorable ( sens negatif) -
voir figure S.lc et paragraphe 3.3.2.1. Les resultats de cette etude sont montres au tableau 
5.8. La variable Ac qui figure sur ce tableau est l'elancement reduit de colonne donne par: 
(5.1) 
ou O"cr est la contrainte cnttque de flambement Ia plus petite entre le mode de flexion 
auteur de l'axe faible et le mode de flexion-torsion. L'examen de ce tableau permet de tirer 
les conclusions suivantes: 
a) Les charges de ruine pour les deux conditions d'appui en torsion ne different pas 
beaucoup, soit sans, soit avec voilement, pour des longueurs plus grandes ou egales a 
1500 mm, alors que pour des longueurs plus petites que 1500 mm les differences entre 
les charges de ruine pour les deux conditions d'appui sont d'autant plus importantes 
que Ia longueur est plus petite. Done on peut dire que, tout comme pour Ia charge 
critique de flexion-torsion, Ia prise en compte correcte des conditions d'appui en 
torsion est importante lorsque le rapport L/(W- t I 2) est plus petit que 10, pour le 
calcul de Ia charge de ruine. Ceci est du au fait de que l'inertie en gauchissement 
contribue a Ia resistance de Ia piece lorsque L/(W- t I 2):::; I 0. Les resultats de Ia serie 
CL 100, L/(W- t1 2) = 2, 95, de tron<;:ons courts confirment cette conclusion~ 
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b) En observant le rapport de Ia charge de ruine numenque sans voilement et avec 
voilement, on note que le voilement a une tres petite influence sur Ia charge de ruine 
pour des longueurs plus grandes que 1500 mm, alors que pour des longueurs plus 
petites que 1500 mm !'influence du voilement est d'autant plus importante que Ia 
longueur est plus petite. Si on se rappelle que l'inertie en gauchissement contribue a Ia 
resistance de Ia piece lorsque L/ (W- t I 2) ~ 10, on s'aper~oit que les contraintes 
additionnelles dues au gauchissement differentiel du profil et qui viennent s'ajouter aux 
contraintes de flexion, sont responsables d'un voilement plus fort de la section. Pour 
ces deux extremes on trouve la serie CL100, L = 446 mm, ou Ia prise en compte du 
voilement a ete indispensable pour obtenir une bonne correlation numerique-
experimentale et la serie CL400, L = 3992 mm, ou !'erosion entre la charge de ruine et 
la charge critique est plut6t due aux imperfections geometriques de l'axe de Ia piece 
plut6t qu'au voilement de ses ailes. Finalement, il est interessant de rappeler que ces 
conclusions sont en accord avec les resultats analytiques de COSTA FERREIRA et 
RONDAL [ 49], deja presentes au paragraphe 2.4.2, montrant que la charge critique de 
flambement par torsion, lorsqu'on neglige l'inertie en gauchissement, est tres proche de 
la charge critique de voilement de ses parois et ceci est d'autant plus vrai que les ailes 
sont plus minces, rapport bpjt plus grand, voir equations (2. 71) a (2. 75); 
c) Ce tableau montre que pour des pieces courtes, L/(W- t I 2) = 3, le coefficient 
d'elancement de colonne, Ac, est largement superieur a 0,2 qui est la limite du plateau 
des tron9ons courts des courbes de flambement Europeennes. Or, on voit que la notion 
de tron9on court de corniere, au point de vue de vouloir dissocier les phenomenes 
d'instabilite globale et locale afin de pouvoir etudier le voilement proprement dit, 
n'existe pas. En efTet, au paragraphe 5.2.2, on a constate que pour avoir une bonne 
correlation numerique-experimentale, on a du considerer le tron9on court comme un 
tron~on long avec une deformee initiate, tenir compte du voilement et prendre en 
compte correctement les conditions d'appui en torsion (gauchissement empeche aux 
extremites). 11 faut aussi dire que COSTA FERREIRA et RONDAL ont dimensionne 
les trOn9ons courts de Ia serie CL 100 de maniere a que Ic soit egal a 0,2, mais ils ont 
neglige la contrainte critique de flambement par flexion-torsion et n'ont utilise que Ia 
contrainte critique de flexion dans !'expression (5.1); 
d) En examinant Ia colonne des valeurs de Ac et Ia colonne des rapports des charges de 
ruine sans voilement et avec voilement pour Ia condition d'appui bi-appuye en torsion, 
on est tente de dire que lorsque Ac est plus grand qu'une valeur situee entre 1, 75 et 
1 ,80, !'influence du voilement sur Ia charge de ruine est pratiquement negligeable pour 
des fins pratiques. 11 est evident que cette affirmation n'est strictement valable que pour 
des profils ayant les memes dimensions transversales et Ia meme limite elastique de Ia 
serie CL. Pour pouvoir generaliser cette affirmation, il faudrait faire des etudes 
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parametriques pour des cornieres a parois minces trouvees en pratique. De toute fa~on, 
ceci constitue deja une information interessante. 
Condition d'appui en torsion 
Longueur Rapport Bi-appuye Bi-encastre 
L Lj(W- t/2) Ac Pr(l) Pr(2) Xc Pr(l) Pr(2) Pr(l) Pr(l) 
Pr(2) Pr(2) 
400 2,6 1,49 289 247 1,17 1,14 427 292 1,46 
500 3,3 1,56 270 238 1,13 1,27 373 276 1,35 
1000 6,6 1,67 246 223 1' 10 1,56 264 235 1,12 
1500 9,9 1, 70 230 213 1,08 1,64 234 218 1,08 
2000 13,2 1, 71 213 203 1,05 1,68 215 203 1,06 
2500 16,6 1, 73 201 190 1,05 1, 71 201 190 1,05 
3000 19,9 1,75 188 178 1,05 1, 73 188 178 1,05 
3500 23,2 1, 77 173 166 1,04 1,76 173 166 1,04 
4000 26,5 1,79 156 151 1,03 1,79 156 151 1,03 
4500 29,8 1,82 136 135 1,01 1,82 136 135 1,01 
5000 33,1 1,86 117 117 1,00 1,86 117 117 1,00 
Remarques: 
Pr obtenue avec defonnee initiate sinusoldale avec fleche f0 = -(L I 1 000). 
( 1) - P r sans voilement. 
- (2) - Pr avec voilement. 
Tableau 5.8- Etude de Ia variation de Ia charge de ruine avec Ia longueur. 
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5.2.4. Influence de Ia deformee initiate sur Ia charge de ruine 
Le but principal de ce paragraphe est d'etudier !'influence de !'amplitude et du sens de 
Ia deformee initiate sur Ia charge de ruine et le mode d'instabilite des series des tronyons 
longs de corniere. Les tableaux 5. 9 a 5. 1 1 mont rent les resultats de cette etude pour les 3 
series de tron9ons longs - toutes calculees avec Ia proposition A pour les largeurs 
effectives. Pour chaque serie on a calcule les charges de ruine sans et avec voilement. Pour 
tes series CL200 et CL300 Ia ruine se passe en regime elastique avec flambement par 
flexion-torsion, alors que dans Ia serie CL400 le flambement est par flexion-torsion si Ia 
fleche initiate est negative ou par flexion si Ia fleche initiate est positive. En fait, Ia figure 
5.3 a deja montre que les charges critiques de flexion et de flexion-torsion sont tres 
proches pour Ia serie CL400. En plus, c'est Ia plastification qui limite Ia ruine lorsque Ia 
fleche initiate est positive. II faut rappeler que le comportement post-critique par flexion 
est stable. C'est pourquoi les valeurs des charges de ruine pour les fleches positives du 
tableau 5. 11 dans Ia colonne 'Elasticite Pure' sont les memes et egales a Ia charge critique 
de flexion. Le tableau 5.11 montre aussi que pour des tres petites fleches positives le 
comportement quant au type de ruine et au mode d'instabilite est tout a fait semblable au 
cas de fleches negatives lorsqu'on considere le voilement. 
CL200 
Def. lnitiale Pr Pr 
Sinuso"idale Sans Voilement Avec Voilement 
f0 I (U1000) (KN) (KN) 
-2,0 206,9 198,1 
-1,0 220,1 208,6 
-0,5 228,5 214,6 
-0,2 235,2 218,5 
+0,01 243,0 221 '1 
+0,2 237,8 220,8 
+0,5 235,1 220,1 
+1,0 232,6 219,5 
+2,0 230,2 218,5 
Remarques: 
- Ruine en regime elastique avec 
flambement par flexion-torsion. 
- Discretisation avec 5 elements finis. 
Tableau 5. 9- Influence de Ia deformee initiate sur Ia charge de ruine des pro fils du type 
CL200. 
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CL 300 
Def. lnitiale Pr Pr 
Sinuso"idale Sans Voilement Avec Voilement 
f0 I (U1000) (KN) (KN) 
-2,0 169,5 163,7 
-1,0 188,7 179,6 
-0,5 202,6 190,0 
-0,2 213,9 197,8 
+0,01 224,9 207,6 
+0,2 219,7 202,2 
+0,5 215,8 199,9 
+1,0 212,6 198,1 
+2,0 209,1 196,0 
Remarques: 
- Ruine en regime elastique avec 
flambement par flexion-torsion. 
- Discretisation avec 5 elements finis. 
Tableau 5.10- Influence de la deformee initiale sur la charge de ruine des pro fils du type 
CL300. 
CL400 
Def. lnitiale Pr(KN) Pr (KN) 
Sinusoidale Sans Voilement Avec Voilement 
f0 I (U1000) Elasticite pure Elasto-plastlque E lasto-plastique 
-2,0 EL 136,0 EL 136,0 EL 133,9 
-1,0 EL 155,3 EL 155,3 EL 150,8 
-0,5 EL 171,1 EL 171,1 EL 163,3 
-0,2 EL 186,5 EL 186,5 EL 175,2 
+0,01 EL 215,0 EL 215,0 FTIEL 195,8 
+0,2 EL 215,0 PL 211,7 FTIEL 187,0 
+0,5 EL 215,0 PL 206,2 PL 205,9 
+1,0 EL 215,0 PL 198,3 PL 198,2 
+2,0 EL 215,0 PL 185,5 PL 184,8 
Remarques: 
- fo I (U1 000) < 0 -> Flambement par flexion-torsion 
- fo I (U1 000) > 0 -> Flam bement par flexion 
- EL -> Ruine en regime elastique 
- PL -> Ruine limitee par debut de plastification 
- FT -> Ruine par flambement par flexion-torsion 
- Discretisation avec 5 elements finis. 
Tableau 5.11-Influence de Ia deformee initiale sur Ia charge de ruine des profils du type 
CL400. 
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Afin de pouvoir tirer des conclusions plus facilement, on a represente graphiquement les 
resultats des tableaux 5.9 a 5.11 dans les figures 5.4 a 5.6. Pour faciliter la comparaison 
entre ces figures, les valeurs minima et maxima des axes des abscisses et des ordonnees 
sont les memes. L'examen de ces figures permet de tirer les conclusions suivantes: 
a) L'ecartement entre les courbes de charges de ruine sans et avec voilement est d'autant 
plus petit que la corniere est plus longue. Ceci confirme la conclusion 'b' du paragraphe 
antecedent; 
b) On voit tres nettement que pour une meme valeur absolue de la flee he initiate, les 
charges de ruine sont plus petites pour les fleches negatives. Done, le sens defavorable 
de la deformee initiale est le sens negatif. Ce fait est valable soit sans voilement, soit 
avec voilement pris en compte. Ceci confirme la conclusion du paragraphe 3. 3. 2. 1 de 
que la deformee initiate est defavorable lorsque son cote convexe est tourne vers le 
centre de torsion de la section; 
c) L'examen des trois figures quant au taux de reduction de la charge de ruine avec 
l'amplitude de la fleche permet de constater que l'influence de la deformee initiate sur la 
charge de ruine est d'autant plus negative que la corniere est plus longue; 
d) L'influence du voilement sur la charge de ruine est d'autant moins important que la 
fleche initiate est plus negative lorsque le flambement est par flexion-torsion, comme le 
montrent les trois figures. D'autre cote, lorsque le flambement est par flexion, comme 
c'est le cas de la serie CL400 pour les fleches positives, le voilement joue un role 
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Figure 5.4- Representation graphique du tableau 5.9. 
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Afin d'illustrer le comportement charge x deplacement, les figures 5. 7 et 5. 8 mont rent 
les courbes obtenues pour un profil du type CL400 avec les fleches initiales de ( -L/1 000) 
et ( + L/1 000), respectivement. Les deplacements sont donnes dans les axes globaux, voir 
figure 5.1a. La figure 5.7 montre que le comportement post-critique est instable lorsque le 
flambement est par flexion-torsion, alors que Ia figure 5. 8 montre un comportement post-
critique stable lorsque le flambement est par flexion, si on est en elasticite pure. La figure 
5. 8 montre que la courbe charge x deplacement avec voilement est non seulement 
pratiquement colncidente avec la courbe 'elasto-plastique' avant plastification, mais elle est 
aussi plus raide que la courbe 'elasto-plastique' apres plastification. Ce comportement peut 
etre mieux compris a !'aide de la figure 5.9. Cette figure montre les deplacements du 
centre de gravite de la section effective de l'element fini 3 dans les axes globaux montres a 
la figure 5.1 a. Tout d'abord, on voit que les deplacements du centre de gravite sont tres 
petits (voilement tres faible), ce qui justifie la forte proximite entre les courbes 'voilement' 
et 'elasto-plastique' avant plastification. On note aussi qu'apres plastification les positions 
du centre de gravite de la courbe 'elasto-plastique' (centre de gravite de la section pleine) 
et de Ia courbe 'voilement' (centre de gravite de la derniere section effective) sont 
differentes. C'est pourquoi la courbe 'voilement' est plus raide que la courbe 'elasto-
plastique' apres plastification. Finalement, les figures 5. 1 Oa et 5. 1 Ob illustrent les 
deformees a la ruine du profil CL 400 avec une fleche initiale de -L/1000, mode 
d'instabilite par flexion-torsion, et avec une fleche initiate de +L/1 000, mode d'instabilite 
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Figure 5.8- Courbes de charge x deplacement. 
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Figure 5.10- Visualisation de la deformee du profil CL 400 ala ruine. 
(a) Fleche initiale egale a -L/1000, deformee amplifiee 2 fois; 
(b) Fleche initiale egale a +L/1000, deformee amplifiee 2 fois. 
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La figure 5. 9 donne aussi les coordonnees du centre de gravite de Ia section effective, Ge, 
calculees pour une compression uniforme egale a Ia limite elastique fy. C'est un point situe 
entre le centre de torsion, C, et le centre de gravite de Ia section pleine, G. Si on considere 
que Ia charge centree est, en fait, une charge excentree par rapport au centre de gravite de 
la section effective a fy, comme propose dans la methode de dimensionnement de 
l'Eurocode 3 - paragraphe 3 .4, on peut formuler deux remarques: 
a) Eu egard a cette excentricite, en ce qui concerne le voilement, le sens defavorable de la 
fleche initiate est negatif; 
b) Le centre de gravite de Ia section effective a fy est d'autant plus loin du centre de 
gravite de la section pleine que les ailes sont plus minces. COSTA FERREIRA et 
RONDAL [ 49] ont constate analytiquement que la similitude entre le flambement par 
torsion et le voilement des ailes est d'autant plus forte que les ailes sont plus minces. 
Or, la methode de dimensionnement de l'Eurocode 3, qui tient compte de l'excentricite 
de Ia charge ( centree dans Ia section pleine) par rapport au centre de gravite de la 
section effective a fy, est d'autant plus conservative que le rapport bpjt est plus grand 
(ailes plus minces) pour les tron9ons longs de corniere. 
Finalement, Ia figure 5. 11 montre les courbes de charge x de placement pour un profil 
du type CL400 avec une fleche initiate de +0,2(L/1 000) et pour 3 valeurs differentes de Ia 
variable Iter. Elle permet de tirer les conclusions suivantes: 
a) En se reportant au tableau 5.11, on note que Ia fleche initiate utilisee correspond a une 
transition entre le flambement par flexion-torsion et le flambement par flexion lorsqu'on 
considere le voilement. Or, l'examen de Ia figure 5.11 montre que Ia piece flamberait 
par flexion; pourtant, a cause du voilement, le sens de deplacement s'inverse ce qui 
donne ensuite un flambement par flexion-torsion. On peut conclure que le voilement a 
favorise le flambement par flexion-torsion; 
b) On rappelle que Ia variable Iter est le nombre des premieres iterations de chaque pas 
dans lesquelles on fait varier Ia largeur effective. Cette figure montre que Ia courbe 
charge X depJacement reste inchangee pour des valeurs d'lter plUS grandes OU egales a 
6. En plus, !'effort de calcul est aussi pratiquement le meme lorsqu'on compare le 
nombre d'iterations totales du calcul numerique necessaires pour achever Ia meme 
quantite de pas non-lineaires. La raison pour laquelle on a choisi Iter egale a 6 et pas 
plus petit que 6, c'est que !'element fini est tres sensible a Ia variation de Ia largeur 
effective de Ia plaque appuyee sur un seul bord. II faut qu'il y ait entre les pas du calcul 
non-lineaire un maximum de continuite dans Ia variation de Ia largeur effective de Ia 
plaque appuyee sur un seul bord. 
- 5.20 -
-10 
Ruine en regime elastique 
Flarrbement par flexion torsion 
Avec voilement 
Fleche lnitiale = +0,2 (U1000) 
Iter= Toutes 
Iter= 6 Iter= 9 les iterations 
NC>I'Tbre de pas: 17 17 17 
Nof'Tt)re d'iterations: 93 97 105 










Deplacement lateral du noeud 3 en Y (mm) 
Figure 5. 11- Courbes de charge x deplacement. 
5.3. PROFIL U 
5.3.1. Introduction 














Dans une recherche experimentale realisee a l'Universite de Liege et qui a fait 
partiellement !'objet de la these de doctorat de BATISTA, on a etudie la stabilite de 
colonnes en profils U et C plies a froid et soumises a la compression centree et excentree 
[50]. Cette recherche experimentale est, a notre connaissance, pionniere dans !'etude de Ia 
stabilite de tron~j:ons longs de profils U. Les resultats experimentaux des profits U de 
BATISTA seront confrontes a des resultats numeriques obtenus dans le cadre de cette 
these. 
Dans la recherche experimentale citee ci-dessus, on a mesure les imperfections 
geometriques (dimensions de !a section, longueur, deformee initiate globale et locale) et 
les imperfections structurales (contraintes residuelles et dispersion de !a limite e!astique). 
Toutes ces mesures et les resultats des essais de compression sont repertories dans les 
rapports d'essais, [83,84]. La figure 5.12 montre les notations utilisees pour les 
caracteristiques geometriques de Ia section transversale. Le tableau 5. 12 donne le rayon 
interne de pliage et la limite elastique pour les differentes epaisseurs utilisees. Les autres 
mesures des dimensions des sections et des longueurs des profils seront donnees au fur et 
a mesure de Ia presentation des resultats numeriques. 
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Figure 5.12- Les caracteristiques geometriques du profil U. 
Epaisseur Rayon Interne de Pliage Limite Elastique 
t (mm) r(mm) fy (MPa) 
1,5 1,5 376 
2 2 397 
3 2 360 
4 2 390 
Tableau 5.12-Rayon interne de pliage et limite elastique des profils U. 
lei aussi, l'acier utilise est le meme que pour Ia corniere - ST 52 et Ia limite elastique 
donnee au tableau 5. 12 est Ia moyenne des essais de traction realises sur des eprouvettes 
prelevees au milieu des faces des profils. De Ia meme fa9on, elles sont considerees comme 
Ia limite elastique des bandes meres a partir desquelles on a fabrique les profils. 
5.3.2. Tron~on court 
Les dimensions moyennes de Ia section, Ia longueur, Ia charge de ruine experimentale, 
les charges de ruine numeriques obtenues avec les approches de l'Eurocode 3, proposition 
B et proposition A, ainsi que les rapports charge de ruine experimentale-numerique pour 
les tron9ons courts sont donnes au tableau 5. 13. On rappelle que Ia charge de ruine 
calculee pour le tron90n court par voie numerique est en fait egale a l'aire effective, pour 
une compression uniforme egale a fy, fois Ia limite elastique fy. 
L'examen des donnes statistiques de ce tableau montre que les 3 approches donnent de 
bons resultats. La proposition B est moins conservative que l'Eurocode 3 parce qu'elle 
utilise Ia formule de Kalyanaraman (2.49) pour definir Ia ruine de la plaque appuyee sur un 
seul bord, alors que l'Eurocode 3 preconise Ia formule de Winter (2.40). Quant a Ia 
proposition A, on rappelle qu'elle utilise, en plus, les coefficients de voilement des plaques 
qui tiennent compte de l'interaction en voilement entre elles. La moyenne du rapport 
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Pexp /Pr est tres proche de 1 pour les propositions A et B. Pour les tron<;ons courts, Ia 
prise en compte de !'interaction en voilement n'est pas imperative pour obtenir une bonne 
correlation numerique-experimentale quant a Ia charge de ruine. 
Profil Section Longueur Pexp Pr P exJ>"P r 
W 1xW2xt (mm) (KN) Eurocode Prop. B Prop. A Eurocode Prop. B Prop. A 
U13 37x19x2.07 70 #65 56,0 56 56,0 1 '16 1 '16 1 '16 
U15-1 75x38x2.04 100 111 95,7 101,2 103,5 1 '16 1 '1 0 1,07 
U15-2 75x37x2.04 98 102 95,7 100,5 102,7 1,07 1,01 0,99 
U15-3 75x38x2.04 100 102 95,7 101,2 103,5 1,07 1,01 0,99 
U15-4 75x38x2.02 98 109 94,8 99,4 101,8 1 '15 1 '1 0 1,07 
U15-5 75x38x2.02 100 104 94,8 99,4 101,8 1 '1 0 1,05 1,02 
U15-6 75x38x2.02 100 92 94,8 99,4 101,8 0,97 0,93 0,90 
U15-7 75x38x2.02 100 90 94,8 99,4 101,8 0,95 0,91 0,88 
U15-8 75x38x2.02 100 105 94,8 99,4 101,8 1 '11 1,06 1,03 
U18 94x47x2.04 250 100 102,0 108,6 102,3 0,98 0,92 0,98 
U22 11 3x55x2. 05 298 107 107,4 114,6 118,5 1,00 0,93 0,90 
U24 52x39x3.97 152 # 209 183,7 183,7 183,7 1,14 1,14 1,14 
U26 50x40x2.02 274 81 77,9 83,5 88,6 1,04 0,97 0,91 
U29 63x51x2.08 240 102 94,1 101 101,9 1,08 1,01 1,00 
U33 76x60x2.06 399 109 101,0 108,4 105,9 1,08 1,01 1,03 
U35 42x40x3.99 153 # 190 172,0 172 172,0 1,10 1,10 1,10 
U37-1 41x41x2.06 173 88 73,2 78,7 80,6 1,20 1,12 1,09 
U37-2 41x41x2.04 173 80 72,0 77,5 79,3 1,11 1,03 1,01 
U37-3 42x41x2.02 173 76 72,0 77,3 80,6 1,06 0,98 0,94 
U40 51x51x2.04 224 93 81,9 88,7 88,1 1 '14 1,05 1,06 
U44 64x62x2.05 413 97 94,0 101,8 98,4 1,03 0,95 0,99 
Moyenne - 1,07 = 1,01 -0,99 
Ecart type = 0,07 = 0,06 = 0,06 
Coefficient de = 6,44 = 6,35 = 6,32 
Variation(%) 
Remarques: 
- (#) - Ces profils ant ete negliges dans les statistiques parce que P exp > (fy x Aire) et ils n'ont pas 
voile numeriquement. 
-Pour le calcul numerique de Pr on a du empecher les noeuds intermediaires 
(non-appuyes) de tourner autour dey et z, et de gauchir pour eviter de l'instabilite numerique. 
Tableau 5.13- Resultats des tronc;ons courts de profil U. 
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Les figures 5. 13 a 5. 15 montrent les courbes de charge x raccourcissement 
experirnentales pour les 3 approches concernees. Le pararnetre qui a conduit au choix des 
tronc;ons courts (Ul5-3, U33 et U44) de ces figures est le rapport W2/W1, ega! a 0,5, 0,8 
et 1,0 aux figures 5.13, 5.14 et 5.15, respectivement. L'examen de ces figures permet de 
faire les remarques suivantes: 
a) On note que les courbes nurneriques des 3 approches sont colncidentes pres de l'origine 
- section pre-voilee; et qu'a partir d'une certaine valeur de Ia charge, les courbes 
divergent pour suivre des chemins differents - section post-voilee. Or, on constate 
qu'en regime pre-voile les courbes experimentales sont d'autant plus flexibles par 
rapport aux courbes numeriques pre-voilees que le rapport W2 jW1 est plus petit. 
BATISTA a mesure le raccourcissernent a !'aide de 4 capteurs de deplacements 
installes entre les deux plateaux de la presse, un a chaque coin. La moyenne des 
mesures des capteurs de deplacements a ete enregistree automatiquement. Lors d'une 
recherche experimentale sur Ia stabilite des tron<;ons courts de profils U et C, 
MULLIGAN [33] a du faire face a ce meme type de probleme. II a constate que le 
raccourcissernent calcule a !'aide de Ia moyenne des deformations mesurees par des 
jauges electriques installes aux coins de la section etait en meilleur accord avec les 
valeurs numeriques en regime pre-voile. MULLIGAN pense que les imperfections des 
extremites des tronc;ons courts sont a l'origine de ce probleme. En fait, ces 
imperfections empechent le tron<;on court de porter uniforrnement sur les plateaux de 
Ia machine d'essais avant Ia mise en charge. Done, !'enregistrement au moyen des 
capteurs de deplacements mesure aussi les deplacements supplementaires necessaires 
pour resorber ces imperfections des sections des extremites; 
b) Quant aux courbes nurneriques, on voit que Ia proposition A passe progressivement du 
stade pre-voile au stade post-voile, tandis que Ia proposition B et l'Eurocode 3 
presentent un point anguleux a l'endroit de ce passage. Aussi, d'une maniere generate, 
!'allure des courbes de Ia proposition A est en meilleur accord avec la courbe 
experimentale. 
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Proposition B ',~ 
80 +------+---,~-·'Eurocode 3 ---+----::::~-+---- Experimental---J 
0 ~--------~-------+--------4---------~------~--------~ 
0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 
Raccourcissement axial (mm) 




W 2 1W 1 = 0,8 
20 +--~~--+------4----+----~1----+------+------1 I 
I 
0 ~------~----------------~--------~~ --------~------~------~ 
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,2 1,4 
Raccourcissement axial (mm) 
Figure 5. 14- Courbes de charge x raccourcissement. 
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0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 1,4 
Raccourcissement axial (mm) 
Figure 5.15- Courbes de charge x raccourcissement. 
5.3.3. Tron~on long 
Le tableau 5.14 montre Ia charge de ruine experimental e. les charges de ruine 
numeriques selon les approches de l'Eurocode 3, de Ia proposition B et de Ia proposition A 
pour les profils avec charge centree et dont Ia deformee initiate a ete mesuree. Cette fois, 
au lieu d'utiliser Ia deformee reelle, on a utilise une sinusorde equivalente a la deformee 
reelle dont la fleche maximale equivalente est aussi donnee sur ce tableau. On a fait ainsi 
carle but n'etait autre que celui de comparer les resultats des differentes approches afin de 
pouvoir choisir celle qui donne les meilleurs resultats. 
L'examen de ce tableau montre que !'approche de l'Eurocode 3 est fort conservative. La 
proposition B montre que si on utilise Ia proposition de Mulligan combinee avec la 
formule de Winter (pour Ia plaque appuyee aux deux bords) et combinee avec Ia formule 
de Kalyanaraman (pour Ia plaque sur un seul bord), on obtient des resultats moins 
conservatifs que l'Eurocode 3. Neanmoins, les resultats de Ia proposition B sont quand 
meme conservatifs. Pour obtenir une bonne correlation numerique-experimentale, il a fallu, 
en plus, utiliser des coefficients de voilement des plaques qui tiennent compte de 
!'interaction en voilement entre elles - proposition A, comme montre sur ce tableau. On 
peut done conclure que Ia prise Ia prise en compte de !'interaction en voilement entre les 
plaques du profil U est indispensable pour !'obtention d'une bonne estimation de charge de 
ruine. II est interessant de rappeler que dans Ia proposition A les coefficients de voilement 
restent inchanges et done ils ne tiennent pas compte du changement progressif du gradient 
de contraintes sur la section en cours de chargement. Par centre, pour Ia plaque appuyee 
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sur un seul bord, sa largeur effective est calculee avec Ia contrainte moyenne sur Ia largeur 
be (voir paragraphe 2.6.1). 
Profit Fleche Mesuree Pexp Pr (KN) ~% 
Sinuso"ide Equivalente (KN) Eurocode Prop. B Prop. A Eurocode Prop. B Prop. A 
(f0 y'l) %o (f0 JL) %o 
U14-1 0,146 0,169 98 61 66,2 88,0 -37,8% -32,4% -10,2% 
U19 0,033 0,037 87 53,3 68,8 83,6 -38,7% -20,9% -3,9% 
U21 -0,227 0,009 81 45 53,4 62,2 -44,4% -34,1% -23,2% 
U36-1 0,107 0,008 60 46,2 52,1 61,5 -23,0% -13,2% 2,5% 
Remarque: 
- ~%= (P r - P exp) I P exp * 1 00 
Tableau 5. 14- Resultats des tron9ons longs so us charge centree avec une deformee initiale 
egale a la sinusoide equivalente a la deformee reelle. 
Le tableau 5. 15 montre les dimensions moyennes des sections, les longueurs, les 
charges critiques en flexion et en flexion-torsion (avec gauchissement libre et empeche aux 
extremites), le mode de ruine experimental (F-flexion, FT -flexion-torsion), les charges de 
ruine experimentales et numeriques calculees avec Ia proposition A et les rapports charge 
de ruine experimentale-numerique pour les profils essayes avec chargement centre. La 
deformee initiate utili see est du type sinusoidal avec Ia fleche maxi male egale a L/1 000 
dans le sens defavorable. Pour les profils U essayes par BATISTA, le centre de gravite de 
la section effective pour une compression uniforme egale a fy se situe entre !'arne et le 
centre de gravite de la section pleine. Done, le sens defavorable selon !'axe y est le sens 
negatif lorsque la charge est centree, voir figure 5.1 d. L'examen de ce tableau permet de 
faire les remarques suivantes: 
a) En comparant les colonnes de Pft (k33 = 1) et de Pexp on observe que pour la plupart 
des profils la charge de ruine experimentale est plus grande que Ia charge critique de 
flexion-torsion avec gauchissement libre aux extremites. Ceci est a Ia base de 
!'hypothese faite que les plateaux de Ia presse d'essai empechent tout gauchissement 
des sections des extremites. Ainsi, on considere que la charge critique de flexion-
torsion est celle calculee avec le gauchissement empeche aux extremites (k 33 = 4). 
BATISTA [50], lui aussi, a fait cette meme hypothese lors du calcul des previsions 
theoriques de la charge de ruine par des methodes semi-empiriques et il a obtenu une 
bonne correlation theorique-experimentale; 
b) La comparaison entre les colonnes de Pr et de Pft ( k 33 = 4) pour les pro fils U 12 au 
U23 montre que le mode critique de flambement theorique est par flexion Malgre cela 
le mode de ruine experimentale pour Ia plupart de ces profils est de flexion-torsion. Le 
mode de ruine numerique trouve par element fini est en accord avec Ia prevision 
theorique, c'est a dire, flexion. Les profils qui n'ont pas voile numeriquement sent 
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exclus des calculs statistiques. La moyenne des rapports de charge de ruine 
experimentale-numerique montre que les resultats numeriques sont tres conservatifs 
quand le flambement est par flexion. Eu egard a ce conservatisme, on peut formuler 
deux hypotheses: Ia fleche initiale utili see, L/1 000, serait trop grande par rapport a Ia 
fleche reelle (voir tableau 5.14), d'une part, et les coefficients de voilement des plaques 
de la proposition A ne tiennent pas compte du changement progressif du gradient de 
contraintes sur la section, d'autre part; 
c) L'examen des charges critiques des profils U25 a U43 montre que leur mode critique 
est par flexion-torsion, ce qui est en accord avec le mode de ruine experimental. Le 
mode de ruine trouve par element fini est aussi egal au mode critique de flambement. 
Les profils qui n'ont pas voile numeriquement sont negliges dans les calculs 
statistiques. Les resultats statistiques montrent que la correlation numerique-
experimentale est bonne et se place du cote conservatif avec une faible dispersion. 
A titre illustratif, les figures 5. 16a et 5. 16b montrent les deformees a la ruine du profil 
U19, mode de ruine de flexion, et du profil U42, mode de ruine de flexion-torsion, du 
tableau 5.15, respectivement. 
- 5.28-
V - Resultats 
Profil Section W2!1'/1 Longueur pf pft pft Mode Pexp Pr P exP"Pr de 
W'J!-W1xt k33=1 k33=4 Ruine 
U12 37x19x2.07 0,51 352 81 80 176 F 51 *# 45,2 1 '13 
U14-1 75x38x2.03 0,51 813 132 92 272 FT 98 * 73,8 1,33 
U14-2 75x38x2.03 0,51 813 132 92 272 FT 97 * 73,8 1,31 
U14-3 75x38x2.03 0,51 813 132 92 272 FT 89 * 73,8 1,21 
U14-4 75x38x2.03 0,51 813 132 92 272 FT 98 * 73,8 1,33 
U14-5 75x38x2.03 0,51 813 132 92 272 FT 87 * 73,8 1,18 
U14-6 75x38x2.03 0,51 813 132 92 272 FT 90 * 73,8 1,22 
U14-7 75x38x2.03 0,51 813 132 92 272 FT 93 * 73,8 1,26 
U14-8 75x38x2.03 0,51 813 132 92 272 FT 92 * 73,8 1,25 
U16 94x47x2.04 0,50 1002 169 111 352 F 97 75,8 1,28 
U17 94x47x2.04 0,50 1252 108 77 230 FT 87 65,3 1,33 
U19 113x55x2.05 0,49 1209 191 126 413 FT 87 76,6 1 '14 
U21 113x55x2.05 0,49 1814 85 63 189 FT 81 55,9 1,45 
U23 52x39x3.97 0,75 752 262 189 319 F 133 *# 148,0 0,90 
U25 50x40x2.02 0,80 854 119 47 112 FT 68 * 65,9 1,03 
U27 63x51x2.08 0,81 1092 158 55 143 FT 84 70,2 1,20 
U28 63x51x2.08 0,81 1366 101 40 94 FT 71 61,4 1,16 
U30 76x60x2.06 0,79 1333 175 59 164 FT 75 69,8 1,07 
U31 76x60x2.06 0,79 1664 112 42 108 FT 68 61,0 1 '11 
U32 76x60x2.06 0,79 1999 78 33 77 FT 63 51,8 1,22 
U34 42x40x3.99 0,95 759 254 142 208 FT 129 *# 137,9 0,94 
U36-1 41x41x2.04 1,00 873 114 34 72 FT 60 * 55,0 1,09 
U36-2 41x41x2.04 1,00 873 114 34 72 FT 56 * 55,0 1,02 
U38 51x51x2.04 1,00 1113 138 36 85 FT 69 58,6 1 '18 
U39 51x51x2.04 1,00 1391 89 27 57 FT 53 47,7 1 '11 
U41 62x62x2.05 1,00 1377 166 39 100 FT 65 62,1 1,05 
U42 62x62x2.05 1,00 1722 106 29 66 FT 58 * 52,3 1 '11 
U43 62x62x2.05 1,00 2065 74 23 48 FT 48 41,1 1,17 
Pex~Pr U12 au U23 U25 au U43 
Moyenne = 1,27 = 1,12 
Ecart type = 0,08 = 0,06 
Coef. de Var.(%) = 6,62 = 5,70 
Remarques: 
- Mode de Ruine Experimental- F- flambement par flexion, FT- flambement par flexion-torsion. 
- Pr obtenue avec fleche initiale de U1 000 dans le sens defavorable en y et z. 
Pr (#) Ces profils n'ont pas voile numeriquement et sent negliges dans les statistiques. 
Pr (*) Ruine numerique limitee par debut de plastification. Les autres -ruine en regime elastique. 
Les profils U12 au U23 flambent par flexion. 
- Les profils U25 au U43 flambent par flexion-torsion. 
Tableau 5. 15- Resultats des tron~ons longs avec charge centree. 
- 5.29 -
V - Resultats 
(a) (b) 
Figure 5. 16- Visualisation de Ia deformee a Ia ruine, flee he initiate egale a -L/ 1000. 
(a) Profil Ul9, deformee amplifiee 10 fois; 
(b) Profil U42, deformee amplifiee 5 fois. 
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BATISTA a aussi essaye des profils U avec charge excentree. Les profils ont ete 
essayes avec les deux cas de charge presentes a la figure 5.17. Les variables iy et iz sur 
cette figure sont les rayons de giration autour des axes y et z, respectivement. Les 
excentricites de charge adoptees sont egales a 20% du rayon de giration. Le tableau 5. 16 
montre les valeurs des excentricites des deux cas de charge pour les profils dont les 
dimensions nominates, les longueurs, les charges critiques, cas de charge, mode de ruine 
experimental (PL-mecanisme plastique), les charges de ruine experimentales et numeriques 
obtenues avec la proposition A et les rapports de charge de ruine experimentale-









1-- Yp= -0,2 i z r- . 
Yp= 0,2 lz 
Cas de charge 1 Cas de charge 2 
Figure 5. 1 7- Cas de charges excentrees. 
Excentricite 
Profil Yp (mm) zp (mm) 
lnEll, lJE21, lJE31 5 12 
lnE12, lJE22, lJE32 -5 12 
lnE41, lJE51, lJE61 5,5 9 
lnE42, lJE52, lJE62 -5,5 9 
lnE71, lJE81, lJE91 6 7 
lnE72, UE82, lJE92 -6 7 
Tableau 5.16-Les excentricites de chargement. 
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Les charges critiques de flexion-torsion donnees au tableau 5. 1 7 tiennent compte de 
l'excentricite de Ia charge. La deformee initiale est aussi sinuso"idale avec Ia fleche 
maximale egale a L/1 000 dans le sens defavorable. On considere que le sens defavorable 
est oppose a l'excentricite de Ia charge par rapport au centre de gravite de Ia section 
pleine. On voit que les valeurs de L/1 000 sont petites par rapport aux excentricites, done 
Ia deformee initiale n'a pas une influence tres importante sur Ia charge de ruine. L'examen 
de ce tableau permet de faire les remarques suivantes: 
a) Les profils avec le cas de charge 1 (bord libre de Ia semelle plus comprime) atteignent 
la ruine avec la formation d'un mecanisme plastique, alors que le calcul numerique a 
indique que tous les pro fils (cas de charge 1 et 2) ont atteint Ia ruine par le debut de 
plastification; 
b) Pour les profils UEll a UE32, Pft(k33 =4) est plus petite mats tres proche de Pr. 
Neanmoins, le mode de ruine experimental est de flexion dans les cas de charge 2. Le 
mode de ruine trouve par element fini est aussi de flexion pour les deux cas de charge; 
c) Pour les profils UE41 a UE91 l'examen des charges critiques montre que le mode 
critique est de flexion-torsion. Le mode de ruine experimentale est de flexion-torsion 
dans les cas de charge 2. Le mode de ruine trouve par element fini est aussi de flexion-
torsion pour les deux cas de charge; 
d) Normalement on doit s'attendre a ce que moms est elancee Ia ptece (longueur plus 
courte, par exemple), plus grande doit etre sa charge de ruine experimentale. Or, on 
constate qu'il arrive justement le contraire avec les profils UE41 et UE51 lorsqu'on 
compare leurs charges de ruine experimentale entre elles et avec celle du profil UE61. 
La cause de ce fait pourrait etre une erreur du point d'application de la charge 
excentree, soit a cause des imperfections geometriques de Ia section du profil, soit a 
cause d'une erreur de la mise en place du profil sur Ia machine d'essai. BATISTA [50] a 
aussi verifie que, pour ce type de profil, Ia charge critique de flexion-torsion est tres 
sensible a l'excentricite de Ia charge. A cause des motifs expliques ci-dessus, on a 
neglige les profils UE41 et UE51 dans les calculs statistiques presentes dans ce 
tableau; 
e) L'examen des calculs statistiques pour les deux cas de charge montre que pour le cas 
charge 1 (bord libre de Ia semelle plus comprime) la correlation numerique-
experimentale est bonne, alors que pour le cas de charge 2 (arne plus comprimee) les 
n!sultats numeriques se placent plutot du cote conservatif. Cette difference quant au 
niveau de conservatisme pour les deux cas de charge est certainement due au fait que, 
dans la proposition A, les coefficients de voilement des plaques sont ceux de la section 
uniformement comprimee et, en plus, ils ne tiennent pas compte du changement 
progressif du gradient de contraintes sur la section. 
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Profil Section W-JW1 Longueur pf Pn Pn Cas de Mode de Pexp pr PexJI'Pr 
W1xW2xt L k33=1 k33=4 Charge Ruine 
UE11 154x77x3 0,5 1318 638 342 627 1 PL 136 127,9 1,06 
UE12 154x77x3 0,5 1318 638 433 629 2 F 204 155,3 1,31 
UE21 154x77x3 0,5 1757 359 203 353 1 PL 125 115,4 1,08 
UE22 154x77x3 0,5 1757 359 256 354 2 F 171 139,1 1,23 
UE31 154x77x3 0,5 2196 230 139 226 1 PL 111 101,4 1,09 
UE32 154x77x3 0,5 2196 230 174 227 2 F 144 121 1,19 
UE41 105x84x3 0,8 1485 561 155 446 1 PL 88 115,4 #0,76 
UE42 105x84x3 0,8 1485 561 201 519 2 FT 144 130,9 1 '1 0 
UE51 105x84x3 0,8 1980 315 97 257 1 PL 91 105,3 #0,86 
UE52 105x84x3 0,8 1980 315 126 295 2 FT 133 115,5 1,15 
UE61 105x84x3 0,8 2475 202 70 169 1 PL 97 92,8 1,05 
UE62 105x84x3 0,8 2475 202 90 191 2 FT 123 99,3 1,24 
UE71 89x89x3 1,0 1577 549 105 292 1 PL 109 109,7 0,99 
UE72 89x89x3 1,0 1577 549 137 362 2 FT 128 119,8 1,07 
UE81 89x89x3 1,0 2102 309 68 170 1 PL 94 98,8 0,95 
UE82 89x89x3 1,0 2102 309 88 210 2 FT 117 103,8 1,13 
UE91 89x89x3 1,0 2628 198 50 113 1 PL 88 85 1,04 
UE92* 89x89x3 1,0 2628 198 65 139 2 - - 88,5 -
PexP"Pr Cas1 Cas 2 
Moyenne = 1,04 = 1,18 
Ecart type = 0,09 = 0,09 
Coef. de Var.(%) = 8,37 = 7,51 
Remarques: 
- Mode de ruine experimental: 
PL - mecanisme plastique 
F - flambement par flexion 
FT - flambement par flexion-torsion 
- UE92 ... - Essai non valable. 
- Pr obtenu avec fleche initiale de U1 000 dans le sens defavorable en y et z. 
lei le sens detavorable est oppose a l'excentricite par rapport au centre de gravite. 
- Ruine numerique de tous les profils limitee par le debut de plastification. 
- (#) - Ces profils sont negliges dans les statistiques. 
- Les profils UE11 au UE32 flambent par flexion. 
- Les profils UE41 au UE92 flambent par flexion-torsion. 
Tableau 5.17-Resultats des tron9ons longs avec charge excentree. 
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5.3.4. Influence de Ia deformee initiate sur Ia charge de ruine 
Le but de ce paragraphe est de tenter de mieux comprendre !'influence de !'amplitude et 
du sens de Ia deformee initiale de type sinuso"idal sur Ia charge de ruine pour les differents 
modes d'instabilite. Dans ce but, les tableaux 5. 18 et 5. 19 donnent les charges de ruine 
sans et avec voilement pour ptusieurs vateurs de fleches initiates des profits U 1 9 
(flambement par flexion) et U42 (flambement par flexion-torsion), respectivement, tous les 
deux avec charge centree. On rappelle que le comportement post-critique est stable 
torsque le flambement est par flexion. C'est pourquoi dans la cotonne de charge de ruine 
sans voilement et en elasticite pure au tableau 5. 18, on trouve ta meme valeur pour 
n'importe quelle valeur de ta fleche initiate. Les figures 5. 18 et 5. 19 montrent Ia 
representation graphique des donnees des tableaux 5.18 et 5.19, respectivement. L'examen 
de ces deux tableaux et de ces deux figures permet de faire les remarques suivantes: 
a) Dans tes deux cas, profits Ul9 et U42, le sens negatif de la fleche initiate (voir figure 
5.ld) a ete le sens defavorable et ce, sans voilement ou avec voilement. Ceci est dii au 
fait que te centre de gravite de Ia section effective, pour une compression uniforme 
egale a fy, pour tes geometries des profils U essayes par BATISTA se situe entre l'ame 
et le centre de gravite de Ia section pleine, ce qui fait que le sens defavorable de la 
fleche avec voilement pris en compte soit le meme sens defavorabte si on neglige le 
voilement; 
b) En considerant la charge de ruine avec voilement, on note que torsque te flambement 
est par flexion-torsion, figure 5.19, ta charge de ruine est maximale pour ta fleche 
nulle, tandis que torsque te flambement est par flexion, figure 5. 18, ta charge de ruine 
maximale se produit pour une fleche de ( +L/1 000) dans te cas du profit U 19. Cette 
constatation peut etre mieux comprise al'aide des figures 5.20 et 5.21 ou on montre te 
deplacement du noeud 3 dans Ia direction Y (voir figure 5.1a) et le deplacement du 
centre de gravite de Ia section effective de !'element fini 3 dans cette meme direction, 
respectivement, pour plusieurs valeurs de Ia flee he initiate du profil U 19. La figure 
5.20 montre que pour des petites fleches initiales positives il y a une inversion du sens 
de deplacement, du sens positif vers le sens negatif. Cette tendance a se deplacer dans 
le sens negatif s'explique par le fait que le centre de gravite de Ia section effective, a 
fy, se situe a gauche du point d'application de Ia charge, comme illustre a Ia figure 
5.21. Ainsi, Ia charge de ruine maximale n'est atteinte que pour une fleche positive 
assez grande pour s'opposer a cette tendance. 
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U19 
Def. lnitiale Pr (KN) Pr (KN) 
Sinuso"idale Sans Voilement Avec Voilement 
f0 I (U1000) Elasticite pure Elasto-plastique Elasto-plastique 
-2,0 191,0 PL 109,8 PL 71,5 
-1,0 191,0 PL 126,4 EL 76,6 
-0,5 191,0 PL 139,3 EL 79,7 
-0,2 191,0 PL 152,8 EL 81,7 
+0,05 191,0 PL 170,0 EL 83,7 
+0,2 191,0 PL 162,6 EL 84,9 
+0,5 191,0 PL 151,9 EL 88,2 
+1 ,0 191,0 PL 142,1 EL 95,2 
+2,0 191,0 PL 128,3 PL 87,2 
Remarques: 
- Tous -> Flambement par flexion 
- EL --> Ruine en regime elastique 
- PL --> Ruine limitee par debut de plastification 
- Discretisation avec 5 elements finis. 
Tableau 5. 18- Influence de la deformee initiale sur la charge de ruine du profil U 19. 
u 42 
Def. lnitiale Pr (KN) Pr (KN) 
Sinuso"idale Sans Voilement Avec Voilement 
f0 I (U1000) Elasticite pure Elasto-plastique E lasto-plastique 
-2,0 EL 57,7 PL 55,7 PL 48,7 
-1,0 EL 61,9 PL 60,9 PL 52,3 
-0,5 EL 64,8 PL 64,5 PL 55,7 
-0,2 EL 67,3 EL 67,3 EL 57,4 
+0,05 EL 69,2 EL 69,2 EL 58,4 
+0,2 EL 68,2 PL 67,9 EL 57,6 
+0,5 EL 66,7 PL 66,1 EL 55,9 
+1,0 EL 65,3 PL 63,2 PL 53,7 
+2,0 EL 63,5 PL 58,2 PL 49,6 
Remarques: 
- Tous -> Flambement par flexion-torsion. 
- EL --> Ruine en regime elastique. 
- PL --> Ruine limitee par debut de plastification. 
- Discretisation avec 5 elements finis. 
Tableau 5.19- Influence de Ia deformee initiale sur Ia charge de ruine du profil U42. 
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-••- Elastldte Pure 
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Figure 5. 19- Representation graphique du tableau 5. 19. 
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De placement du centre de gravite de Ia section effective de !'element fini 3 en Y (mm) 
Figure 5. 21- Deplacement du centre de gravite de la section effective. 
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Afin de justifier pourquoi on ne fait vaner les largeurs effectives que sur les six 
premieres iterations de chaque pas (Iter=6), la figure 5.22 montre les courbes de charge x 
deplacement du profil U19 pour trois valeurs de la variable Iter, jusqu'au sommet de la 
ruine en regime elastique. On note que les trois courbes sont pratiquement co'incidentes et 
ne different l'une de l'autre que quand les courbes sont deja tres plates. En plus, les 
charges de ruine donnees par les trois courbes sont aussi pratiquement les memes. C'est 
pourquoi on ne fait varier les largeurs effectives que sur les six premieres iterations. Ainsi, 
on obtient un resultat tout aussi bon avec un minimum d'effort de calcul (Ia plus petite 
quantite totale d'iterations du calcul non-lineaire). Le motif pour lequel Iter n'est pas plus 
petit que six est qu'il faut obtenir la moindre discontinuite possible de la variation des 
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Figure 5.22- Courbes de charge x deplacement. 
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Dans une recherche experimentale realisee a l'Universite Cornell aux Etats-Unis, 
MULLIGAN a etudie la stabilite de colonnes en profil C pliees a froid et soumises a 
compression centree et excentree. Cette recherche a fait l'objet de sa these de doctorat 
(33 ], a partir de laquelle il a pub lie deux articles [34,3 5]. Le premier article se rapporte 
aux essais de tron~ons courts, tandis que le deuxieme resume les comparaisons theorique-
experimentales pour les tron~ons longs. Ses resultats experimentaux des charges de ruine 
et des courbes de charge x deplacements seront compares a des resultats numeriques 
obtenus dans le cadre de cette these. 
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Dans cette recherche experimentale, on a mesure les imperfections geometnques comme 
les dimensions de !a section, !a longueur des pieces et les deformees initiales globales et 
locales. La figure 5. 23 a montre les caracteristiques geometriques de Ia section transversale 
dont les valeurs sont donnees aux tableaux 5.20 et 5 21 pour les tronc;ons courts et pour 
les tronc;ons longs, respectivement. Dans ces tableaux, !a notation utilisee pour designer 
les pieces est la suivante: 
Tronc;on court: 
SLC/l-60x30 =Stub Lipped Channel 11 - bpl It x bp2 It 
Tronc;on long: 
CLCI2-120x60 = Column Lipped Channel 12 - bpl It x bp2 It 
CLCI2-120x60 ~ charge centree 
CLC/2. 1-120x60 ~ charge excentree 
Les valeurs de la limite elastique donnees dans ces tableaux sont la moyenne des essais de 
traction realises sur des eprouvettes prelevees dans la bande mere dans la direction 
parallele a la direction de pliage et ce, avant la fabrication des profils. Done, la limite 
elastique utilisee dans les calculs numeriques est la limite elastique du materiau de base. 
Pour les tronc;ons longs soumis a charge excentree, le point d'application ( connexion) de la 
charge se situe sur l'axe de symetrie y avec zp = 0 et Yp ;;t. 0, voir figure 5.23a. 
Quant a l'etlicacite du raidisseur (ou extremite de rive) de !a semelle, MULLIGAN a 
dimensionne les raidisseurs de maniere a satisfaire les conditions de DESMOND [51]. 
Pourtant, !'etude de stabilite de sections en C, paragraphe 2.4.4, a montre que l'etlicacite 
du raidisseur est maximale lorsque le rapport b3 /b 1 se situe entre 0,1 et 0,3 , 
approximativement. Or, l'examen des tableaux 5.20 et 5.21 montre que ce rapport est 
meme plus petit que 0,1 pour la plupart des profils. Afin de prevenir le voilement local-
distorsionnel et de verifier son influence sur la charge de ruine, quelques tronc;ons longs 
ont eu leurs extremites de rive connectees l'une a !'autre par un contreventement comme 
montre a la figure 5.23 b. La barre de contreventement consiste en une corniere L 
1/2"xl/2"xt posee perpendiculairement a l'axe longitudinal et soudee aux deux extremites 
de rive. Les tronc;ons longs contreventes sont notes en gras au tableau 5 21. 
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Figure 5.23- Les caracteristiques geometriques du profil C et du contreventement. 
(a) Caracteristiques geometriques; 
(b) Contreventement des extremites de rive des tron~ons longs. 
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Profil A me Semelle Rive Epaisseur Rayon b3/b1 Longueur fy 
bp1/t X bp2/t w1 w2 w3 t r L (MPa) 
SLC/1-60X30 82,60 41,63 9,86 1,224 2,59 0,11 303,53 226,1 
SLC/1-90X30 116,69 41,50 9,88 1,219 2,64 0,08 304,29 226,1 
SLC/1-120X30 154,18 42,06 9,65 1,224 3,09 0,06 278,38 226,1 
SLC/1-60X60 79,86 81,71 17,22 1,201 1,87 0,21 457,71 230,2 
SLC/2-60X60 79,40 81,58 17,27 1,212 1,76 0,21 457,71 230,2 
SLC/1-120X60 151,41 81,94 17,30 1,201 1,97 0,11 456,69 230,2 
SLC/2-120X60 150,83 82,25 16,92 1,196 1,93 0,11 456,69 230,2 
SLC/1-180X60 228,19 81,64 17,50 1,199 1,87 0,07 559,31 230,2 
SLC/2-180X60 227,81 81,86 17,55 1,191 2,14 0,07 685,04 230,2 
SLC/1-240X60 299,97 81,86 17,30 1,191 1,98 0,06 558,80 230,2 
SLC/2-240X60 300,74 82,04 17,63 1 '194 2,41 0,06 913,64 238,8 
SLC/3-240X60 299,72 81,79 17,32 1,196 1,98 0,06 558,04 230,2 
SLC/1-60X90 80,72 114,10 19,13 1 '140 2,52 0,23 647,70 223,4 
SLC/2-60X90 80,16 114,20 19,20 1,140 2,67 0,24 647,19 223,4 
SLC/1-90X90 114,88 114,10 19,23 1,133 2,65 0,16 646,94 224,7 
SLC/2-90X90 114,50 114,00 19,25 1,143 2,57 0,16 647,19 224,7 
SLC/1-180X90 281 '18 145,36 34,21 1,554 2,20 0,12 891,29 412,3 
SLC/2-180X90 281,43 146,15 33,40 1,549 2,41 0,12 891,54 412,3 
SLC/3-180X90 224,23 113,79 19,35 1,222 2,94 0,08 646,94 368,3 
SLC/4-180X90 223,65 115,09 18,95 1,275 2,94 0,08 647,70 198,8 
SLC/5-180X90 223,24 114,88 19,51 1,290 3,08 0,08 647,95 198,8 
SLC/1-270X90 331,72 114,88 19,05 1,273 2,94 0,06 762,00 198,8 
SLC/2-270X90 330,71 115,39 19,05 1,275 2,94 0,06 971,30 203,3 
SLC/1-360X90 440,94 113,69 19,18 1,245 2,77 0,04 761,75 201,3 
SLC/2-360X90 441,45 113,69 19,10 1,252 2,56 0,04 1295,15 202,2 
Tableau 5. 20- Les valeurs des caracteristiques geometriques et mecaniques des tron~ons 
courts. 
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Profil Arne Semelle Rive Epaisseur Rayon b3/b1 Longueur Excentricite fy 
bp1/t X bp2/t w1 w2 w3 t r L Yp (MPa) 
~LC/1 .1-120X30 154,79 41,66 9,19 1,224 2,10 0,06 456,18 5,156 226,1 
CLC/1-120X60 156,57 81 '10 18,11 1,135 2,78 0,11 1524,00 0,000 223,4 
iCLC/2-120X60 155,98 81,08 17,04 1 '143 2,72 0,11 1829,31 0,000 220,3 
CLC/2.1-120X60 156,77 80,54 18,03 1,204 3,06 0,11 1828,80 13,614 219,4 
CLC/2.2-120X60 156,36 80,82 18,49 1,229 2,99 0,12 1847,09 13,564 219,4 
CLC/2.3-120X60 156,16 80,85 18,08 1,209 3,01 0,11 1845,56 -24,943 219,4 
CLC/2.4-120X60 155,96 81,05 18,14 1,209 2,96 0,11 1828,80 5,385 223,9 
iCLC/3-120X60 156,97 81,08 17,04 1 '156 2,76 0,11 2999,74 0,000 220,3 
iCLC/4-120X60 155,37 81,20 17,63 1,153 2,81 0,11 2997,20 0,000 220,3 
~LC/5-120X60 156,57 80,49 18,29 1,219 2,95 0,11 1828,80 0,000 223,9 
iCLC/1-180X60 231,57 81,25 17,27 1,143 2,72 0,07 1752,85 0,000 224,7 
iCLC/2-180X60 231,98 81,13 17,48 1,138 2,82 0,07 2339,85 0,000 223,4 
ICLC/2.1-180X60 232,77 80,70 17,96 1,214 2,75 0,07 2338,07 10,770 241,2 
jcLC/2.2-180X60 231,19 80,95 18,82 1,222 2,74 0,08 2339,09 10,084 236,8 
CLC/3-180X60 232,18 81 '13 17,37 1,123 2,69 0,07 2921,00 0,000 223,4 
CLC/4-180X60 230,58 81,25 18,44 1,229 2,94 0,08 2337,56 0,000 227,9 
CLC/1-90X90 114,71 113,79 19,76 1,229 2,99 0,17 2442,46 0,000 236,8 
CLC/1-180X90 222,05 114,20 19,94 1,214 2,90 0,09 1830,58 0,000 219,4 
CLC/2-180X90 222,83 113,69 19,46 1,212 3,00 0,09 2440,18 0,000 244,2 
CLC/2.1-180X90 221,46 113,89 19,46 1,207 2,65 0,09 2439,16 13,233 227,9 
CLC/2.2-180X90 222,25 114,10 19,63 1,224 2,94 0,09 2443,23 13,081 236,8 
CLC/3-180X90 222,66 114,00 19,13 1,222 2,99 0,08 2442,46 0,000 233,4 
Remarques: 
1- En gras - extremites de rive contreventees. 
1- CLC/2- Charge centree. 
CLC/2. 1- Charge excentree. 
Tableau 5.21- Les valeurs des caracteristiques geometriques et mecaniques des tronc;:ons 
longs. 
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5.4.2. Tron~on court 
Le tableau 5.22 montre les charges de ruine experimentales, les charges de ruine 
numeriques selon l'Eurocode 3, l'AISI-90, I'AISI-90* et Ia proposition A, et les rapports 
charge de ruine experimentale-numerique pour les tron<;:ons courts. On rappelle que Ia 
charge de ruine calculee pour les tron<;:ons courts est egale a l'aire effective, pour une 
compression uniforme egale a fy, fois Ia limite elastique fy. C'est pourquoi les resultats de 
l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 sont identiques. La ruine des plaques appuyees aux deux 
bards et sur un seul bard est definie par Ia meme formule de Winter dans ces deux 
approches. Les calculs statistiques montrent aussi qu'elles sont non-conservatives. 
L'approche de l'AISI-90*, qui tient compte de l'efficacite de l'extremite de rive ou 
raidisseur de Ia semelle, se place du cote conservatif. Quant a la proposition A, elle se 
place aussi du cote conservatif avec Ia meilleure correlation numerique-experimentale et le 
plus petit coefficient de variation. On voit done que la prise en compte de !'interaction en 
voilement entre les plaques (proposition A) apparait comme une approche tout a fait 
simple et naturelle sans qu'il faille faire appel aux calculs compliques proposes dans les 
specifications de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 pour tenir compte de l'efficacite du 
raidisseur. 
Quant au chemin d'equilibre, les figures 5.24 a 5.27 illustrent les courbes du type charge x 
raccourcissement experimentales et numeriques de 4 tron<;:ons courts essayes par 
MULLIGAN. Les memes courbes pour les autres tron<;:ons courts se trouvent en annexe. 
Contrairement a ce qu'on a trouve pour les trom;:ons courts de BATISTA, on note que le 
chemin d'equilibre numerique est en bon accord avec le chemin d'equilibre experimental au 
stade pre-voile. Comme deja dit au paragraphe 5.3.2, ceci est du au fait que MULLIGAN 
a mesure le raccourcissement a I' aide des jauges electriques places aux coins du profil. 
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Profil Pexp Pr Pexp/Pr 
bp1/t X bp2/t (KN) Eurocode AISI-90 AISI-90* Prop. A Eurocode AISI-90 AISI-90* Prop. A 
SLC/1-60X30 46,3 44,1 44,1 43,3 43,3 1,05 1,05 1,07 1,07 
SLC/1-90X30 44,7 45,9 45,9 42,6 42,9 0,97 0,97 1,05 1,04 
SLC/1-120X30 45,1 46,5 46,5 44,9 43,2 0,97 0,97 1,01 1,05 
SLC/1-60X60 58,7 58,9 58,9 51,0 57,2 1,00 1,00 1,15 1,03 
SLC/2-60X60 60,5 59,8 59,8 51,2 57,9 1,01 1,01 1 '18 1,04 
SLC/1-120X60 57,8 60,7 60,7 52,7 55,9 0,95 0,95 1,10 1,03 
SLC/2-120X60 60,5 60,6 60,6 50,7 55,3 1,00 1,00 1,19 1,09 
SLC/1-180X60 56,9 61,2 61,2 54,4 52,8 0,93 0,93 1,05 1,08 
SLC/2-180X60 56,9 60,2 60,2 53,7 52,5 0,95 0,95 1,06 1,08 
SLC/1-240X60 56,9 60,2 60,2 53,3 50,9 0,95 0,95 1,07 1 '12 
SLC/2-240X60 53,4 63,0 63,0 55,1 52,9 0,85 0,85 0,97 1,01 
SLC/3-240X60 56,0 61,2 61,2 53,4 51,0 0,92 0,92 1,05 1 '10 
SLC/1-60X90 51,2 55,4 55,4 48,8 
--
0,92 0,92 1,05 
--
SLC/2-60X90 52,5 55,7 55,7 48,7 
-
0,94 0,94 1,08 
--
SLC/1-90X90 52,9 56,5 56,5 50,2 54,7 0,94 0,94 1,06 0,97 
SLC/2-90X90 53,4 58,0 58,0 50,9 55,5 0,92 0,92 1,05 0,96 
SLC/1-180X90 138,6 153,2 153,2 153,3 138,6 0,90 0,90 0,90 1,00 
SLC/2-180X90 139,7 153,3 153,3 154,1 137,8 0,91 0,91 0,91 1,01 
SLC/3-180X90 67,6 90,0 90,0 69,9 80,6 0,75 0,75 0,97 0,84 
SLC/4-180X90 61,4 66,5 66,5 52,9 59,9 0,92 0,92 1 '16 1,02 
SLC/5-180X90 64,9 67,9 67,9 55,1 61 '1 0,96 0,96 1 '18 1,06 
SLC/1-270X90 60,5 65,8 65,8 53,8 56,9 0,92 0,92 1 '12 1,06 
SLC/2-270X90 62,3 66,9 66,9 54,5 57,9 0,93 0,93 1 '14 1,08 
SLC/1-360X90 55,6 64,4 64,4 53,4 53,4 0,86 0,86 1,04 1,04 
SLC/2-360X90 49,8 64,2 64,2 54,4 53,7 0,78 0,78 0,92 0,93 
Moyenne -0,93 = 0,93 = 1,06 = 1,03 
Remarques: Ecart type = 0,07 = 0,07 = 0,08 = 0,06 
- (*) - Extremite de rive penalisee. Coef. de Var. (%) = 7,08 = 7,08 = 7,87 = 6,05 
- Noeuds intermediaires (non-appuyes) sont empeches de toumer auteur de y et z, 
et de gauchir pour eviter de l'instabilite numerique. 
- (--) - Hors de Ia limite d'applicabilite de I' equation (2. 79). 
- Ruine limitee par debut de plastification. 
Tableau 5.22- Resultats des tron~ons courts. 
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Figure 5.24- Courbes de charge x raccourcissement. 
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Figure 5.25- Courbes de charge x raccourcissement. 
- 5.45 -





0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7 
Racccx.rcissement axial {mm) 
Figure 5.26- Courbes de charge x raccourcissement. 
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Figure 5.27- Courbes de charge x raccourcissement. 
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5.4.3. Tron~on long 
Les tableaux 5.23 et 5.24 donnent les fleches maximales mesun!es, les charges de ruine 
experimentales et numeriques selon les approches de l'Eurocode 3, de l'AISI-90, de l'AISI-
90* (tableau 5.23), et de la proposition A (tableau 5.24). Les seuls profils presentes sur 
ces tableaux sont ceux pour lesquels la fleche maximale etait donnee dans la reference 
[33]. Comme il n'y avait que la fleche maximale qui etait donnee en [33], on a adopte 
pour le calcul numerique une deformee initiate de type sinusoidal avec la fleche maximale 
mesuree. La figure 5.ld montre la convention de signe et de direction de la fleche. 
Les approches de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 ne tiennent pas compte de l'efficacite du 
raidisseur de la semelle. C'est pourquoi les profils avec charge excentree dont le point 
d'application se situe entre le centre de gravite et l'extremite de rive (semelle plus 
comprimee du cote du raidisseur) et dont l'extremite de rive n'est pas contreventee sont 
negliges dans les calculs statistiques de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 du tableau 5.23. Par 
contre, dans les calculs statistiques de l'AISI-90*, on neglige les profils qui ont leurs 
extremites de rive contreventees et dont, en meme temps, la charge de ruine est plus petite 
que celle obtenue par l'AISI-90. Les calculs statistiques du tableau 5.23 montrent que ces 
approches sont moyennement conservatives dans les cas ou elles s'appliquent. L'AISI-90* 
presente un coefficient de variation plus important. 
Quant au tableau 5.24, aucune distinction n'a ete faite quant a la presence du 
contreventement des extremites de rive parce que la proposition A a ete en general fort 
conservative pour la plupart des profils. Ceci est dfi au fait que les coefficients de 
voilement de cette proposition sont calcules pour la section transversale soumise a une 
compression uniforme et restent inchanges pendant le chargement de la colonne. Ainsi, ils 
ne tiennent pas compte du gradient de contraintes dil a l'excentricite de la charge ou dil au 
non-linearites geometriques. Il s'avere necessaire d'utiliser des coefficients de voilement 
qui tiennent compte de !'interaction en voilement entre les plaques avec un gradient de 
contraintes quelconque sur la section et qui serait aussi actualises a chaque iteration du 
pas non-lineaire pour tenir compte du changement du gradient de contraintes. Cette 
nouvelle proposition est hors du cadre de cette these et fera opportunement l'objet d'une 
recherche subsequente de !'auteur. 
Le conservatisme exagere que la proposition A a donne pour les profils C semble montrer 
que l'effet de !'interaction en voilement entre les plaques du profil est variable en cours de 
chargement. Pour cela on veut dire que la grandeur de Ia restreinte en rotation qu'une 
plaque exerce sur !'autre est variable en cours de chargement avec le changement du 
gradient de contraintes sur la section transversale. 
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Profil Fleche Maximum Pexp Pr p ex""P r 
bp1/t X bp2/t Deformee Sinusoidale (KN) Eurocode AISI-90 AISI-90* Eurocode AISI-90 ~151-90'" 
(f0 jl) %o (f0 jl) %o 
CLC/2.1-120X60 0,583 0,278 45,8 44,7 43,7 33,6 1,02 1,05 $ 1,36 
CLC/2.2-120X60 0,165 0,234 38,9 45,3 44,8 35,7 #0,86 # 0,87 1,09 
CLC/2.3-120X60 0,523 0,317 30,0 27,0 26,9 26,9 1 '11 1,12 1,12 
CLC/2.4-120X60 0,625 0,292 55,2 52,1 51,0 48,0 1,06 1,08 $ 1,15 
~LC/4-120X60 0,534 0,093 37,4 33,9 33,8 33,7 1,10 1 '11 1 '11 
CLC/5-120X60 0,625 0,083 52,5 45,5 45,5 45,5 1 '15 1,15 1,15 
CLC/2-180X60 0,413 0,174 38,9 34,5 34,1 34,1 1 '13 1 '14 1 '14 
CLC/2.1-180X60 0,739 0,228 46,3 54,4 51,6 42,9 0,85 0,90 $ 1,08 
jcLC/2.2-180X60 0,369 0,076 44,5 55,2 53,1 53,5 # 0,81 # 0,84 0,83 
CLC/4-180X60 0,815 0,250 48,0 39,7 39,5 39,5 1,21 1,22 1,22 
CLC/2.1-180X90 0,740 0,302 55,6 60,6 56,3 42,7 0,92 0,99 $ 1,30 
lcLC/2.2-180X90 0,146 0,177 38,9 66,6 61,3 41,6 #0,58 # 0,63 0,94 
Remarques: Moyenne =1,06 =1,08 =1,07 
En gras - extremites de rive contreventees. Ecart type =0,12 =0,10 =0,13 
CLC/2- Charge centree. ~oef. de Variation__(%) =10,85 =8,82 =11 ,81 
CLC/2.1- Charge excentree. 
(*) - Extremite de rive penalisee 
Tous- flam bement par flexion. 
Ruine limitee par debut de plastification ou en regime elastique. 
Discretisation avec 4 elements finis. 
(#) - Negliges des statistiques 
(cas de charge excentree avec contreventement inexistant). 
($)- Negliges des statistiques (contreventement existant). 
Tableau 5.23- Resultats des tronr;:ons longs. 
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Profil Fleche Maximum Pexp Proposition A 
bp1/t X bp2/t Deformee Sinuso·ldale (KN) Pr Pexr/Pr 
(f0 jl) %o (f0 jl) %o 
CLC/2.1-120X60 0,583 0,278 45,8 28,9 1,59 
CLC/2.2-120X60 0,165 0,234 38,9 29,6 1,31 
CLC/2.3-120X60 0,523 0,317 30,0 24,7 1,22 
CLC/2.4-120X60 0,625 0,292 55,2 40,8 1,35 
CLC/4-120X60 0,534 0,093 37,4 29,3 1,28 
CLC/5-120X60 0,625 0,083 52,5 37,0 1,42 
CLC/2-180X60 0,413 0,174 38,9 25,4 1,53 
CLC/2.1-180X60 0,739 0,228 46,3 30,4 1,52 
CLC/2.2-180X60 0,369 0,076 44,5 30,6 1,45 
CLC/4-180X60 0,815 0,250 48,0 29,1 1,65 
CLC/2.1-180X90 0,740 0,302 55,6 36,2 1,54 
CLC/2.2-180X90 0,146 0,177 38,9 36,8 1,06 
Moyenne = 1,41 
Ecart type = 0,17 
Remarques: Coefficient de Variation (%) =12,23 
- En gras - extremites de rive contreventees. 
- CLC/2- Charge centree. 
- CLC/2.1- Charge excentree. 
- Tous- flambement par flexion. 
- Ruine limitee par debut de plastification ou en regime elastique. 
- Discretisation avec 4 elements finis. 
Tableau 5.24-Resultats des tron9ons longs. 
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Les figures 5.28 a 5.37 montrent les courbes de charge x deplacement du noeud 3 en Y 
(voir figure 5.lb) experimentales et numeriques selon les approches de l'Eurocode 3, de 
l'AISI-90 ou de l'AISI-90*, et de Ia proposition A avec les fleches initiates donnees aux 
tableaux 5.23 ou 5.24. Pour les pro fils dont les extremites de rive ne sont pas 
contreventees on donne Ia courbe de l'AISI-90*, tandis que pour celles qui sont 
contreventees on donne Ia courbe de l'AISI-90, sauf pour le profil CLC/2. 1-180x90 
(figure 5.36) ou on donne les deux courbes. L'examen de ces figures permet de faire les 
remarques suivantes: 
a) Dans Ia plupart des figures, Ia courbe de la proposition A demarre de l'origine en 
meilleur accord avec Ia courbe experimentale que les autres courbes numeriques. En 
suite, a partir d'un certain niveau de charge la courbe de la proposition A s'ecarte de la 
courbe experimentale conservativement. En effet, comme Ia proposition A ne tient pas 
compte du gradient de contraintes pour ses coefficients de voilement, elle ne sait pas 
suivre Ia courbe experimentale jusqu'a Ia ruine; 
b) Les approches de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 sont en general conservatives dans les 
cas ou l'excentricite de la charge n'est pas positive (raidisseur plus comprime que 
I' arne); 
c) Dans le cas special de la figure 5.36, profil CLC/2.1-180x90 avec les extremites de rive 
contreventees, les courbes de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 ne suivent pas Ia courbe 
experirnentale. 11 semble que le contreventement n'aurait pas ete suffisant. C'est 
pourquoi on a ajoute la courbe de l'AISI-90* a cette figure. Cette derniere suit Ia 
courbe experimentale; 
d) Les figures 5.36 et 5.37 montrent que Ies courbes de Ia proposition A suivent 
naturellement Ies courbes experimentales sans qu'il faille faire aucun traitement special 
des largeurs effectives de Ia semelle et du raidisseur (AISI-90*) afin de tenir compte de 
son efficacite. Done, il semble que !'utilisation des coefficients de voilement qui 
tiennent compte de !'interaction en voilement entre les plaques du profil soit Ia seule 
solution generale et simple pouvant etre appliquee non seulement au profil C, mais 
aussi a n'importe quel type de profil qu'on puisse trouver en pratique. 
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Figure 5.29- Courbes de charge x deplacement. 
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Figure 5.33- Courbes de charge x deplacement. 
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Figure 5.36- Courbes de charge x deplacement. 
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Figure 5.37- Courbes de charge x deplacement. 
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Finalement le tableau 5.25 donne les valeurs des charge critique de flexion et de 
flexion-torsion (avec gauchissement libre et empeche aux extremites), les charges de ruine 
experimentales et numeriques selon l'Eurocode 3, l'AISI-90 et l'AISI-90*, ainsi que les 
rapports charge de ruine experimentale-numerique pour tous les profils essayes par 
MULLIGAN. Cette fois, Ia fleche initiate maximale de Ia deformee sinusoidale est de 
L/1 000 dans Ie sens defavorable. Le sens defavorable selon !'axe y peut etre so it le sens 
positif, soit le sens negatif, voir figure 5. 1 d. Sur ce tableau le signe plus ( +) ou moins (-) a 
cote de Ia charge de ruine indique le sens defavorable. Quant aux calculs statistiques, on a 
pris les memes precautions que celles du tableau 5.23, eu egard a !'existence du 
contreventement. A propos de ce tableau on peut faire les remarques suivantes: 
a) Si on considere que le gauchissement est empeche aux extremites, le mode cnt1que 
d'instabilite de tous les profils est de flexion, sauf le profil CLC/l-90x90 (section 
carree) dont le mode critique est de flexion-torsion. A !'exception du profil 
CLC/l-90x90, si on avait considere que le gauchissement etait libre aux extremites 
pour les autres profils lors du calcul numerique, les charges de ruine ainsi obtenues ne 
serait pas beaucoup plus petites (environ 10%) que les charges de ruine numeriques 
donnees dans ce tableau. Ceci s'explique par le fait que, malgre le mode critique de 
flexion-torsion (avec une valeur critique plus petite que celle par flexion), le 
deplacement du centre de gravite de Ia section effective cause surtout par le voilement 
de l'a.me (qui sont deja tres minces pour ces profils) favorise l'instabilite par flexion. On 
dirait que Ia ruine est plut6t dictee par un couplage entre le mode de flexion et le 
voilement local pour tous les profils de MULLIGAN, sauf pour le profil CLC/l-90x90; 
b) On note que pour les profils CLC/2.4-120x60, CLC/2.1-180x60, CLC/2.2-180x60 
et CLC/1-90x90 Ie sens defavorable n'est pas le meme pour les trois approches de 
calcul de la largeur effective. L'explication de ce fait est reportee au paragraphe 
suivant, lors de !'etude de !'influence de la deformee initiate sur la charge de ruine; 
c) Les resultats des calculs statistiques montrent que Ies trois approches se placent du 
cote conservatif dans les cas ou chacune peut etre appliquee. 
La figure 5. 3 8 illustre les deformees a Ia ruine des pro fils CLC/l-120x60, mode de 
ruine de flexion, et CLC/l-90x90, mode de rume de flexion-torsion, du tableau 5.25, 
calculees selon l'Eurocode 3. 
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Profit Pr pft pft Pexp pr pexrJPr 
bp1/t X bp2/t k33=1 k33=4 (KN) Eurocode AISI-90 AISI-90* Eurocode AISI-90 AISI-90* 
CLC/1 .1-120X30 586 512 1979 35,6 39,2- 37,8- 29,4- # 0,91 # 0,94 1,21 
CLC/1-120X60 317 166 547 43,6 39,8+ 39,0+ 38,9+ 1 '11 1 '12 1 '12 
CLC/2-120X60 217 113 373 46,3 37,9+ 37,4+ 37,4+ 1,22 1,24 1,24 
CLC/2.1-120X60 228 95 322 45,8 40,6- 39,2- 31,4- 1,13 1,17 $1,46 
~LC/2.2-120X60 232 96 325 38,9 41,8- 41,9- 34,0- #0,93 #0,93 1 '15 
~LC/2.3-120X60 227 227 656 30,0 26,9+ 26,7+ 26,7+ 1,12 1,12 1,12 
~LC/2.4-120X60 233 110 366 55,2 48,7+ 47,8+ 42,4- 1,13 1,15 $ 1,30 
~LC/3-120X60 82 44 143 36,5 32,1+ 31,6+ 31,6+ 1,14 1 '15 1 '15 
CLC/4-120X60 83 44 141 37,4 32,1+ 31,4+ 31 ,4+ 1 '16 1 '19 1 '19 
CLC/5-120X60 232 124 405 52,5 43,8+ 42,6+ 42,6+ 1,20 1,23 1,23 
~LC/1-180X60 271 224 821 42,7 36,2+ 35,5+ 35,5+ 1,18 1,20 1,20 
~LC/2-180X60 151 126 461 38,9 33,5+ 32,7+ 32,7+ 1,16 1,19 1,19 
~LC/2.1-180X60 161 111 409 46,3 51,3+ 48,3- 37,2- 0,90 0,84 $ 1,24 
~LC/2.2-180X60 165 115 420 44,5 50,4+ 48,2+ 44,7- #0,80 #0,80 0,99 
~LC/3-180X60 96 80 292 33,8 28,9+ 28,7+ 28,7+ 1,17 1 '18 1 '18 
CLC/4-180X60 166 138 502 48,0 38,8+ 38,5+ 38,5+ 1,24 1,25 1,25 
~LC/1-90X90 278 53 157 48,9 46,8+ 47,4+ 44,3- 1,03 1,03 1,10 
iCLC/1-180X90 622 323 1089 54,7 46,8+ 44,7+ 44,7+ 1 '17 1,22 1,22 
iCLC/2-180X90 343 181 610 53,8 46,7+ 44,8+ 44,7+ 1 '15 1,20 1,20 
CLC/2.1-180X90 344 149 513 55,6 55,6- 51,8- 38,9- 1,00 1,07 $ 1,43 
iCLC/2.2-180X90 350 152 524 38,9 60,1- 55,1- 39,2- #0,65 # 0,71 0,99 
~LC/3-180X90 346 181 612 52,5 46,4+ 44,2+ 44,2+ 1,13 1,19 1,19 
Remarques: Moyenne = 1,13 = 1,15 = 1,16 
En gras - extremites de rive contreventees. Ecart type = 0,08 = 0,10 = 0,07 
(*) - E.xtremite de rive penalisee. Coef. de Variation (%) = 7,14 = 8,32 = 6,36 
CLC/2- Charge centree. 
CLC/2.1- Charge excentree. 
CLC/1-90x90- flambement par flexion torsion, les autres- flambement par flexion. 
Ruine limitee par debut de plastification ou en regime elastique. 
Deformee initiate egale a L/1 000 dans le sens defavorable en y et z. 
(xx,x+)- Deformee initiate defavorable est dans le sens positif dey. 
(xx,x-)- Deformee initiate defavorable est dans le sens negatif dey. 
(#) - Negliges des statistiques 
(cas de charge excentree avec contreventement inexistant). 
($) - Negliges des statistiques (contreventement existant). 
Tableau 5.25-Resultats des tronc;:ons longs. 
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(a) (b) 
Figure 5. 3 8- Visualisation de la deformee a la ruine selon l'Eurocode 3, flee he initiate 
egale a +L/1000. 
(a) Profil CLC/l-120x60, deformee amplifiee 30 fois; 
(b) Profil CLC!l-90x90, deformee amplifiee 5 fois. 
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5.4.4. Influence de Ia deformee initiate sur Ia charge de ruine 
Le but de ce paragraphe est d'etudier !'influence de la deformee initiate sur Ia charge de 
ruine. Le sens defavorable de la fleche initiale est en general en rapport avec Ia position 
relative du point d'application de Ia charge par rapport au centre de gravite de Ia section 
effective, pour une compression uniforme egale a fy. Par exemple, on va expliquer 
pourquoi le sens defavorable de Ia fleche initiate du profit CLC/2.2-180x60 est different 
selon !'approche utili see pour le calcul de la largeur effective, voir tableau 5. 25. Les 
figures 5.39, 5.40 et 5.41 montrent les courbes de deplacement du centre de gravite de Ia 
section effective de !'element fini 2 selon l'axe y avec Ia charge pour les fleches de 
-L/1 000, +L/1 000 et nulle; Ia position du point de connexion et Ia position du centre de 
gravite de la section effective a fy selon les approches de l'Eurocode 3, de l'AISI-90 et de 
l'AISI-90*, respectivement. Ces figures montrent que la position du centre de gravite de la 
section effective a fy est Ia meme pour l'Eurocode 3 et pour l'AISI-90 (les largeurs 
effectives a fy sont donnees par Ia meme formule de Winter) et se situe a droite du point 
de connexion, tandis que pour l'AISI-90* ce point se situe legerement a gauche du point 
de connexion. On note que, en general, Ie sens defavorable de Ia fleche est celui qui pointe 
du point de connexion vers le centre de gravite de Ia section effective a fy. On a dit 'en 
general' parce que ce n'est pas toujours le cas, comme nous le montre l'exemple du profil 
CLC/2.1-180x60 au tableau 5.25. Pour ce dernier lessens defavorables selon l'Eurocode 3 
et l'AISI-90 sont differents malgre le fait que la position du centre de gravite de la section 
effective a fy est forcement la meme pour les deux approches. 
L'examen des courbes de deplacement du centre de gravite de la figure 5.39, Eurocode 3, 
et de la figure 5.40, AISI-90, montre que les courbes de l'Eurocode 3 sont plus raides que 
celles de l'AISI-90 lors du passage du stade pre-voile au stade voile, pres de l'origine. Ceci 
est du au fait que les courbes de voilement de l'Eurocode 3 prennent le voilement "en 
retard", comme deja mentionne au paragraphe 2.5.2, voir figure 2.42 a 2.44. 
Dans les figures 5.39 a 5.41 on peut aussi constater que quelques courbes de deplacement 
du centre de gravite de Ia section effective atteignent Ia position du point de connexion et 
le depassent allant de !'autre cote. Done, dans ces cas, il y a un changement du signe de 
l'excentricite du point de connexion par rapport au centre de gravite de Ia section effective 
en cours de chargement. Ceci explique pourquoi il y a une inversion du deplacement du 
noeud 3 (milieu de Ia colonne) avec certaines courbes numeriques des figures 5.31, 5.36 et 
5. 3 7. Afin d'illustrer ce changement d'excentricite, Ia figure 5.42 montre les deformees du 
profil CLC/2.2-180x60 avec une fleche initiale de +L/1 000 et selon l'Eurocode 3 pour les 
pas 6, 13 et 21, voir figure 5.39. Quant au sens de la deformee selon l'axe Y, on peut voir 
Je passage progressif du sens negatif, figure 5.42a, vers le sens positif, figure 5.42c. On 
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peut voir aussi Ia diminution progressive de Ia largeur effective de !'arne, qui est a l'origine 
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Figure 5.40- Deplacement du centre de gravite de Ia section effective. 
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Deplacement du centre de gravite de Ia section effective de l'element finl 2 en y (mm) 
Figure 5.41- Deplacement du centre de gravite de Ia section effective. 
A Ia figure 5.41, ou on montre les courbes de deplacement du centre de gravite de I a 
section effective selon l'AISI-90*, on voit que, pour les fleches initiales de -L/1 000 et 
nulle, il y a une inversion du sens de deplacement du centre de gravite, avant qu'il atteigne 
la position du point de connexion. La penalisation des largeurs effectives de Ia semelle et 
du raidisseur, proposee par l'AISI-90, est a l'origine de cette inversion. Done, dans ces 
cas, il n'y a pas de changement du signe de l'excentricite du point de connexion par rapport 
au centre de gravite de la section effective. C'est pourquoi il n'y a pas d'inversion du 
deplacement du noeud 3, milieu de la colonne, pour les courbes de l'AISI-90* des figures 
5.36 et 5.37. 
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Figure 5.42- Visualisation de Ia deformee du profil CLC/2.2-180x60 selon l'Eurocode 3, 
flee he initiale egale a +L/1 000 (voir figure 5. 3 9), deformee amplifiee 15 fois. 
(a) Pas 6; 
(b) Pas 13; 
(c) Pas 21. 
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Les tableaux 5.26 et 5.27 donnent les charges de ruine numenques en elasticite pure, 
en elasto-plastique et en voilement selon l'Eurocode 3 pour plusieurs valeurs de Ia fleche 
initiate, pour les profils CLC/1-120x60 (flambement par flexion) et CLC/l-90x90 
(flambement par flexion-torsion), respectivement. Leurs representations graphiques se 
trouvent aux figures 5.43 et 5 .44, respectivement. Dans le cas particulier de ces deux 
profils, l'examen de ces tableaux et de ces figures permet de faire les remarques suivantes: 
a) Si on neglige le voilement, on note que le sens defavorable de la fleche initiale est 
normalement le sens negatif, comme deja dit au paragraphe 3.3.2.1. Pourtant, lorsqu'on 
considere le voilement, on constate que, pour ces profils, le sens defavorable est le sens 
positif. Comme deja explique, ceci est du au fait que le centre de gravite de Ia section 
effective, a fy, se situe a droite du point d'application de Ia charge ou du centre de 
gravite de Ia section pleine (charge centree) pour ces deux profits; 
b) Lorsqu'on compare les courbes de charges de ruine en elasto-plastique et en voilement 
des figures 5.43 et 5 .44, on s'aper9oit que Ia sensibilite de Ia valeur de Ia charge de 
ruine a !'amplitude de Ia fleche initiate est tn!s faible quand on considere le voilement, 
par rapport au cas elasto-plastique. De nouveau, ceci s'explique aussi par le fait que la 
charge centree sur Ia section pleine serait, en effet, excentree par rapport au centre de 
gravite de la section effective a fy. Cette excentricite exerce un effet reducteur plus 
fort sur la charge de ruine que Ia deformee initiate. Par exemple, pour le profil 
CLC/l-120x60, la valeur de L/1000 est de 1,524 mm, alors que Ia distance entre le 
point de connexion et le centre de gravite de Ia section effective a fy vaut 8,14 mm. 
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CLC/1 - 120x60 
Def. lnitiale Pr (KN} Pr (KN} 
Sinuso"idale Sans Voilement Avec Voilement 
f0 I (U1000) Elasticite pure Elasto-plastique Elasto-plastique 
-2,0 317 PL 69,6 PL 40,8 
-1,0 317 PL 77,6 PL 41,0 
-0,5 317 PL 82,2 PL 41,8 
-0,2 317 PL 85,2 PL 42,0 
+0,05 317 PL 87,0 PL 42,0 
+0,2 317 PL 85,5 PL 41,8 
+0,5 317 PL 83,5 PL 41,0 
+1,0 317 PL 79,2 PL 39,8 
+2,0 317 PL 72,8 PL 37,4 
Remarques: 
- Selon I'Eurocode 3. 
- Tous -> Flambement par flexion. 
- PL -> Ruine limitee par debut de plastification. 
- Discretisation avec 4 elements finis. 
















Eurocode 3 E Flambement par ftexion + I 
-1,5 -1 -0,5 0 0,5 
Fh!che lnitiale, fo I (U1000) 
Figure 5.43- Representation graphique du tableau 5.26. 
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CLC/1 - 90x90 
Def. lnitiale Pr {KN) Pr {KN) 
Sinuso"idale Sans Voilement Avec Voilement 
f0 I (U1000) Elasticite pure Elasto-plastique Elasto-plastique 
-2,0 EL 147,0 PL 70,1 PL 49,0 
-1,0 EL 154,4 PL 82,6 PL 51,5 
-0,5 EL 159,1 PL 91,9 PL 51,8 
-0,2 EL 162,9 PL 100,5 PL 52,5 
+0,05 EL 167,8 PL 106,9 PL 55,2 
+0,2 EL 163,8 PL 100,5 PL 51,5 
+0,5 EL 161,5 PL 92,5 PL 49,3 
+1,0 EL 159,1 PL 83,2 PL 46,8 
+2,0 EL 156,4 PL 70,2 PL 42,3 
Remarques: 
- Selon I'Eurocode 3. 
- Tous -> Flambement par flexion torsion. 
- EL -> Ruine en regime elastique. 
- PL -> Ruine limitee par debut de plastification. 
- Discretisation avec 4 elements finis. 












I CLC/1 - 90)(90 I 
Eurocode 3 
Flambement par 11exion torsion 
-1,5 -1 -0,5 0 0,5 
-••- Elasticite Pure 
-+--- Elasto Plastique 
_...__ Voilement et Elasto 
Plastique 
1,5 
Fleche lnitiale, fo I (U1000) 
Figure 5.44- Representation graphique du tableau 5.27. 
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Finalement, Ia figure 5.45 montre les courbes de charge x deplacement selon Ies 
approches de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90* pour le profil CLC/4-120x60 avec la fleche 
initiale donnee au tableau 5.23. Pour chaque approche, on a calcule les courbes 
numeriques pour les 3 valeurs de Ia variable Iter donnees sur cette figure. Le but de cette 
figure est de justifier pourquoi on a adopte une valeur de Iter egale a 2. Cette figure 
montre que le chemin d'equilibre et Ia charge de ruine sont pratiquement les memes si on 
utilise une valeur de Iter plus grande que 2. En plus, !'effort de calcul est remarquablement 
plus grand pour des valeurs de Iter plus grandes que 2 (le nombre total d'iterations est plus 
grand). C'est pourquoi on ne fait varier les largeurs effectives que sur les deux premieres 













Eurocode 3 Noni:>re de pas: 
Nornbre d'iterations: 
AISI-90 * Nombre de pas: 
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Extremte de rive non contreventee 









Deplacement lateral du noeud 3 en Y (mm) 
Figure 5. 45- Courbes de charge x deplacement. 
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Ce chapitre a ete consacre aux comparaisons numeriques-experimentales entre les 
resultats experimentaux des essais de compression des profils a parois minces avec section 
du type corniere, U et C; et les previsions numeriques trouvees par element fini de poutre 
spatiale avec prise en compte du voilement au moyen de Ia methode des largeurs 
effectives. Ainsi, les tronyons courts et Ies tronyons longs des profils a parois minces avec 
les sections reprises ci-dessus ont fait !'objet de !'etude de ce chapitre. On a aussi envisage 
une etude de !'influence de !'amplitude et du sens de la deformee initiale sur Ia charge de 
ruine. On espere ainsi, avoir approfondi Ia connaissance sur le comportement theorique 
des profiles a parois minces a !'aide de la methode des largeurs effectives. 
En ce qui concerne Ies cornieres, on a decouvert que Ia notion de tronyon court pour 
ce type de profil n'existe pas. En fait, on ne peut pas dissocier le flambement global du 
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voilement local pour simuler le comportement du tronc;on court. On a aussi vu que cette 
interaction entre les deux phenomenes est due a l'inertie en gauchissement qui joue un role 
plus important pour les tronc;ons courts. Par centre, pour les tronc;ons longs, l'effet du 
voilement local est moins important a cause de Ia similitude du tlambement par torsion de 
Ia corniere. 
Quant aux profils avec section en U, on a constate que Ia prise en compte de 
!'interaction en voilement entre les plaques (proposition A) est indispensable pour obtenir 
une bonne correlation numerique-experimentale pour les tronc;ons longs. Le seul defaut de 
Ia proposition A est que les coefficients de voilement utilises sont calcules pour Ia section 
soumise a une compression uniforme et done, ne tiennent compte ni d'un gradient de 
contraintes sur Ia section, ni du changement progressif de ce gradient de contraintes en 
cours de chargement. Par centre, on rappelle que Ia largeur effective de Ia plaque appuyee 
sur un seul bord est calculee avec Ia contrainte moyenne de Ia partie comprimee de Ia 
largeur effective. 
Pour les profils C, les resultats numeriques ont ete calcules selon les approches de 
l'Eurocode 3, de l'AISI-90, de l'AISI-90* et de Ia proposition A. Ces approches ont donne 
de bons resultats dans les cas ou elles peuvent etre appliquees suivant !'existence du 
contreventement des extremites de rive. Cependant, pour les profils avec les extremites de 
rive libres et avec l'excentricite de Ia charge du cote du raidisseur, Ia proposition A est en 
bonne correlation avec le chemin d'equilibre experimental. Ce fait montre que Ia prise en 
compte de !'interaction en voilement entre les plaques du profil est une technique generale 
pour traiter non seulement le profil C, mais aussi tous les autres profils trouves en 
pratique. Cette proposition est plus simple que les specifications compliquees de 
l'Eurocode 3 et de l'AISI-90 pour calculer les largeurs effectives de Ia semelle et du 
raidisseur et , en plus, elle simplifie beaucoup Ia programmation. Du point de vue de 
!'ensemble de Ia section, l'efficacite du raidisseur est, en effet, une consequence directe de 
!'interaction en voilement entre les plaques de Ia section. Le seul defaut de Ia 
proposition A de cette these est celui qui a deja ete discute pour le profil U. 
Lors de !'etude de !'influence de Ia deformee initiate sur Ia charge de ruine de colonnes 
a parois minces, on a vu que le sens defavorable de Ia fleche initiale peut etre soit le sens 
negatif, soit le sens positif, et depend, en general, de l'excentricite de Ia charge par rapport 
au centre de gravite de Ia section effective a fy. Par centre, si on neglige le voilement, il 
est bien connu que le sens defavorable de Ia fleche initiate d'une colonne a section ouverte 
est toujours le sens negatif, cote ouvert plus comprime. 
Lors du calcul non-lineaire de structures formees par des poutres et des colonnes en acier, 
on adopte pour Ia deformee initiale de Ia structure son premier mode d'instabilite, le 
vecteur-propre venant du calcul d'instabilite lineaire en considerant Ia section pleine de 
chaque barre de Ia structure. Toutefois, lorsque les parois sont minces, il est preferable 
que Ie calcul de stabilite de Ia structure soit fait en considerant Ia section effective de 
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chaque barre de la structure, calculee pour une repartition de contraintes sur Ia section 
donnee par le calcul lineaire et avec la contrainte la plus grande en valeur absolue egale a 
la limite elastique fy . Cette procedure est necessaire pour ne pas se tromper quant au vrai 
sens defavorable de Ia deformee initiale sur les points de vue global (des noeuds) et local 
(des barres) par rapport au cas ou on neglige le voilement. En plus, Ia charge critique ainsi 
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Les apports et les conclusions les plus importants de ce travail sont les suivants: 
a) La mise en evidence du defaut de Ia proposition de Mulligan pour le calcul de largeurs 
effectives de plaques en etat de service. On a vu au chapitre 2 que sa proposition prend 
le voilement "en retard" pour des plaques tres peu elancees. A Ia place, on a propose 
!'utilisation d'une courbe de voilement paraboidale lorsque Ia courbe de voilement de 
Mulligan presente ce type de probleme; 
b) Eu egard au calcul de Ia largeur effective de Ia plaque appuyee sur un seul bord, on a 
constate que !'element fini ne converge pas si on prend la contrainte en compression la 
plus grande aux bords exterieurs de la plaque. Afin de ralentir la variation de sa largeur 
effective, on a envisage son calcul en prenant Ia contrainte moyenne aux bords de Ia 
largeur effective be de Ia plaque. Cette procedure s'est revelee essentielle lors du calcul 
numerique de colonnes avec sections du type corniere et U; 
c) Le chapitre 3 apporte une vision globale de !'etude de Ia stabilite de colonnes 
comprimees grace a la notion du cercle de stabilite de Vlassov. Ainsi, on a pu etudier 
le comportement du polynome derive du probleme des valeurs-propres et de ses 
racines d'une maniere tres generale; 
d) Au chapitre 4, la mise au point de !'introduction, dans !'element fini de poutre spatiale 
de de Ville, d'une section transversale variable a chaque iteration. La variation des 
caracteristiques geometriques de la section transversale a servi pour simuler 
!'interaction entre le voilement local et le flambement global au moyen de la methode 
des largeurs effectives; 
e) Une meilleure comprehension du comportement des tron<;:ons courts de cornieres a 
parois minces. On a verifie que, a cause de l'inertie en gauchissement, il n'existe plus de 
similitude entre le flambement par torsion et le voilement telle que celle qui existe 
pour les tron<;:ons longs. Ainsi, Ia prise en compte de !'interaction entre le t1ambement 
par flexion-torsion et le voilement local est importante pour pouvoir comprendre le 
comportement des tron<;:ons courts de cornieres a parois minces; 
f) Pour Ies tron<;:ons longs de profils U, Ia prise en compte de !'interaction en voilement 
entre les plaques, proposition A pour le calcul des largeurs effectives, est tres 
importante pour !'obtention d'une bonne estimation de Ia charge de ruine; 
g) Malgre le fait que Ia proposition A pour le calcul de largeurs effectives ne tient pas 
compte du gradient de contraintes sur Ia section, on a verifie que pour les tron<;:ons 
longs de profil C, le chemin d'equilibre obtenu numeriquement avec Ia proposition A 
- 6.1 -
VI- Conclusions 
etait en tres bon accord avec le chemin d'equilibre experimental au debut du voilement. 
En plus, lorsque la charge etait excentree de maniere telle que le raidisseur etait plus 
comprime que l'ame, le chemin d'equilibre numerique etait aussi en bon accord avec le 
chemin d'equilibre experimental sans devoir utiliser les propositions compliquees de 
l'AISI-90 pour tenir compte de l'efficacite du raidisseur; 
h) On a vu que le sens defavorable de Ia fleche initiate de colonnes comprimees a section 
ouverte est le sens negatif. Cependant, lorsque les parois sont minces, le sens 
defavorable de la fleche initiate peut changer a cause du voilement, comme on l'a 
constate, par exemple, pour le profil C. C'est pourquoi on conseille de calculer Ia 
stabilite de structures formees par des elements a parois minces en considerant les 
sections effectives des barres de la structure. 
6.2. QUELQUES REMARQUES FINALES 
A titre de conclusions, on peut dire que la prise en compte de !'interaction entre les 
phenomenes d'instabilite globale et de voilement local au moyen de Ia methode des 
largeurs effectives dans !'element fini non-lineaire de poutre spatiale est interessante. 
Neanmoins, cette these n'est que le debut du developpement de ce mariage entre !'element 
fini (methode numerique) et les largeurs effectives (methode semi-empirique). Quant a Ia 
mise au point de Ia methode de calcul des largeurs effectives dans !'element fini, on peut 
faire les remarques suivantes: 
a) Au debut de cette recherche, on s'en est tenu au fait que les largeurs effectives devaient 
etre calcutees selon les propositions de l'Eurocode 3 et de l'AISI-90. C'est pourquoi on 
a entrepris de les rendre utilisables dans !'element fini de poutre spatiale. On a decide 
ainsi parce que les propositions de ces normes est ce qu'il y a de plus recent, 
actuellement, en matiere de largeurs effectives de plaques. Toutefois, on a vu qu'une 
bonne correlation numerique-experimentale a ete obtenue pour Ia charge de ruine des 
profils U et pour le chemin d'equilibre au debut du voilement pour les profits C, 
lorsque les largeurs effectives sont calculees seton Ia proposition A. Des lors, il est 
tentant d'utiliser Ia maniere Ia plus generate qui tient compte de !'interaction en 
voilement entre les parois du profit au moyen de coefficients de voilement appropries 
et ce, avec ces derniers mis a jour a chaque iteration pour tenir compte du changement 
du gradient de contraintes sur Ia section. Pour atteindre ce but, il s'avere necessaire de 
joindre au programme de calcul une fonction de calcul d'instabilite par bandes finies 
pour trouver le multiplicateur critique de Ia repartition de contraintes sur la section. On 
espere ainsi pouvoir tenir compte d'une maniere tres generate de l'efficacite non 
seulement des raidisseurs des bords de plaques, mais aussi des raidisseurs 
intermediaires de plaques, sans faire appel a des formulations semi-empiriques 
compliquees telles celles donnees dans les codes; 
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b) Le calcul des largeurs effectives comme explique dans Ia remarque 'a' pourrait serv1r a 
relaxer Ia demarche utilisee pour le calcul de Ia largeur etTective de Ia plaque appuyee 
sur un seul bord. En effet, il se pourrait qu'on puisse utiliser Ia contrainte au bord le 
plus comprime au lieu de prendre Ia contrainte moyenne de Ia partie comprimee de Ia 
largeur effective; 
c) Le dernier probleme qu'il reste a souligner est de verifier si on peut utiliser Ia variable 
Iter avec une meme valeur et discretiser une barre avec Ia meme quantite d'elements 
finis pour n'importe que! type de section transversale si on calcule les largeurs 
effectives seton Ia remarque 'a'. 
Dans cette these, on a etudie les sections corniere, U et C. Le programme de calcul a 
une fonction pour chaque type de section etudiee. Or, dans le domaine des profils a froid il 
y a une tres grande variete de sections. Le seul moyen de rendre le programme applicable 
a tous les types de sections est de programmer une section generalisee. Dans ce but, on 
pourrait definir Ia section au moyen des coordonnees de ses coins, au lieu de donner au 
programme les dimensions de Ia section pour une forme pre-definie. 
- 6.3 -
BIBLIOGRAPHIE 
1- RONDAL, J. et DUBINA, D. Structures en Profits a Froid en Acier, Notes de cours, 
Universite de Liege - Faculte des Sciences Appliquees et Universite Technique de 
Timisoara - Faculte des Constructions, Juin 1992. 
2- DUBINA, D. Coupled Instabilities and Interaction Phenomena in the Thin-Walled 
Compression Members, An Improved Interactive Buckling Approach, Technical 
University of Timisoara - Departement of Steel Structures, February 1991. 
3- WEI-WEN YU. Cold-Formed Steel Design, New-York, Wiley-Interscience, 1985. 
4- DYM, C. L. Stability Theory and its Applications to Structural Mechanics. 
Noordhoff International Publishing-Leyden, 1974. 
5- CROLL, J. G. A. et WALKER, A. C. Elements of Structural Stablity. Macmillan, 
1972. 
6- SAINT VENANT. Theorie de l'Elasticite des Corps Solides. Clebsch, 1883, p. 704. 
7- TIMOSHENKO, S. P. et GERE, J. M. Theory of Elastic Stability. McGraw-Hill, 
1961. 
8- BULSON, P. S. The Stability ofFlat Plates. London, Chatto and Windus, 1970. 
9- von KARMAN, T. Festigkeitsprobleme im Maschinembau. Encyklopadie der 
Mathematischen Wissenschaften, Vol. 4, pp. 311-385. 
10- Y Al\.1AKI, N. Post-Buckling Behaviour of Rectangular Plates with Small Initial 
Curvature Loaded in Edge Compression. Transactions of the ASME, Journal of 
Applied Mechanics, September 1959, pp. 407-414 and June 1960, pp. 335-342. 
11- MARGUERRE, K. NACA Technical Memorandum 833, 1937. 
12- USAl\.11, T. Post-Buckling of Plates in Compression and Bending. ASCE, Journal of 
the Structural Division, Vol. 108, N° ST3, March, 1982. 
13- RHODES, J. and HARVEY, J. M. Plates in Uniaxial Compression with Various 
Support Conditions at the Unloaded Boundaries. International Journal of 
Mechanical Sciences, 1971, Vol. 13, pp. 787-802. 
14- RHODES, J. and HARVEY, J. M. Effects of Eccentricity of Load or Compression 
on the Buckling and Post-Buckling Behaviour ofFlat Plates. International Journal of 
Mechanical Sciences, 1971, Vol. 13, pp. 867-879. 
15- RHODES, J. and HARVEY, J. M. and Fok, W. C. The Load-Carrying Capacity of 
Initially Imperfect Eccentrically Loaded Plates. International Journal of iVechanical 
Sciences, 1975, Vol. 17, pp. 161-175. 
- B.1-
Bibliographie 
16- RHODES, J. and HARVEY, J. M. Examination of Plate Post-Buckling Behaviour. 
ASCE, Journal of Engineering Mechanics Division, Vol. 103, N° EM3, 1977. 
17- KOlTER, W. T. Introduction to the Post-Buckling Behaviour of Flat Plates. 
Colloque sur le Comportement Post-Critique des Plaques Utilisees en Construction 
Metallique, Liege, November 1962, pp. 17-35. 
18- WALKER, A. C. The Post-Buckling Behaviour of Simply Supported Plates. The 
Aeronautical Quarterly, Vol. XX, August 1969, pp. 203-220. 
19- MAYERS, J. Aircraft and Missiles Structures. Lecture Notes, Stanford University, 
Stanford, California, 1964. 
20- KOlTER, W. T. Over de Stabiliteit van het Elastisch Evenwicht. Thesis, Delft, H. J. 
Paris, Amsterdam (1945). English Translation issued as NACA TT F-10, 833 (1967). 
21- von KARMAN, T.; SECHLER, E. E. and DONNELL, L. H. The Strength of Thin 
Plates in Compression. Transactions ASME, Applied Mechanics, APM-54-5, 1932, 
pp. 53-57. 
22- WINTER, G. Strength of Thin Steel Compression Flanges. Transactions ASCE, Vol. 
112, 1947. 
23- GERARD, G. Failure of Plates and Composite Elements. NACA, Technical Note 
3784, August, 1957. 
24- JOivlBOCK, J. R. and CLARK, J. W. Post-Buckling Behaviour of Plates. ASCE, 
Journal of the Structural Division, Vol. 87, N° ST5, June, 1961. 
25- WINTER, G. Theoritical Solutions and Test Results. Thin-Walled Structures, 8th 
Congress ofiABSE, Preliminary Publication, New York, 1968, pp. 101-112. 
26- CHIL VER, A. H. The Stability and Strength of Thin Walled Steel Struts. The 
Engineer, Vol. 7, August, 1953, pp. 180-183. 
27- FAULKNER, D. Compression Tests on Welded Eccentrically Stiffened Plate Panels. 
Steel Plated Structures, Crosby Lockwood Staples, London 1977, pp. 581-617. 
28- RONDAL, J. et MAQUOI, R. Stabilite des Poteaux en Profils Creux en Acier. 
Soditube, Notice: 1117, le edition, Mai, 1986. 
29- KAL Y ANARAMAN, V.; PEKOZ, T. and WINTER, G. Unstiffened Compression 
Elements. ASCE, Journal of the Structural Division, Vol. 103, N° ST9, September, 
1977. 
30- THOMASSON, P. 0. Thin-Walled C-Shapped Panels in Axial Compression. Swedish 
Council for Building Research, Document D 1:1978, Stockholm. 
31- DEWOLF, J. T. and GLADDING. Post-Buckling Behaviour of Beam Webs in 
Flexure. ASCE, Journal of the Structural Division, Vol. 104, N° ST7, July, 1978. 
- B.2-
Bi bliowaphie 
32- DEWOLF, J. T.; PEKOZ, T. and WINTER, G. Local and Overall Buckling of Cold-
Formed Members. ASCE, Journal of the Structural Division, Vol. 100, ~o ST 10, 
October, 1974. 
33- MULLIGAN, G. P. The Influence of Local Buckling on the Structural Behaviour of 
Singly-Symmetric Cold-Formed Steel Columns. Department of Structural 
Engineering, Cornell University, Report n° 83-1, March, 1983. 
34- MULLIGAN, G. P.and PEKOZ, T. Local Buckling Interaction in Cold-Formed 
Columns. ASCE, Journal of Structural Engineering, Vol. 113, N° 3, March, 1987. 
35- MULLIGAN, G. P. and PEKOZ, T. Locally Buckled Thin-Walled Columns. ASCE, 
Journal of Structural Engineering, Vol. 110, N° 11, November, 1984. 
36- DAWSON, R. G. and WALKER, A. C. Post-Buckling of Geometrically Imperfect 
Plates. ASCE, Journal ofthe Structural Division, Vol. 98, N° ST1, January, 1972. 
37- KONIG, J. Transversal Loaded Thin-Walled C-Shapped Panels with Intermediate 
Stiffeners. Ph. D. Thesis, Div. of Steel Construction, Royal Institute of Technology, 
Stockholm, 1978. 
38- KAL Y ANARAMAN, V. Local Buckling of Cold-Formed Steel Members. ASCE, 
Journal of the Structural Division, Vol. 105, N° ST5, May, 1979. 
39- CHIL VER, A. H. A Generalized Approach to the Local Instability of Certain Thin-
Walled Struts. The Aeronautical Quarterly, Vol. 4, August, 1953. 
40- RHODES, J. and HARVEY, J. M. Plain Channel Section Struts in Compression and 
Bending Beyond the Local Buckling Load. International Journal of Mechanical 
Sciences, Vol.8, 1976, pp. 511-519. 
41- JONSSON, J. Recursive Finite Elements for Buckling of Thin-Walled Beams. 
Department of Structural Engineering, Technical University of Denmark, Serie R, N° 
263, 1990. 
42- CHEUNG, Y. K. Finite Strip Method Analysis of Elastic Slabs. ASCE, Journal of 
the Engineering Mechanics Division, Vol. 94, No EM6, December, 1968. 
43- CHEUNG, Y. K. Folded Plate Structures by Finite Strip Method. ASCE, Journal of 
the Structural Division, Vol. 95, N° ST12, December, 1969. 
44- CHEUNG, Y. K. Finite Strip Method in Structural Analysis. Oxford, Pergamon 
Press, 1976. 
45- PRZEMIENIECKI, J. S. Finite Element Structural Analysis of Local Instability. 
AIAA Journal, Vol. 11, N° 1, January, 1973. 
46- PLANK, R. J. and WITTRICK, W. H. Buckling Under Combined Loading of Thin 
Flat-Walled Structures by a Complex Finite Strip Method. International Journal for 
Numerical Methods in Engineering, Vol. 8, 1974, pp. 323-339. 
- B.3-
Bibliographie 
47- GRAVES SMITH, T. R. and SRIDHAR.AJ.'l, S. A Finite Strip Method for the 
Buckling of Plate Structures Under Arbitrary Loading. International Journal of 
Mechanical Sciences, Vol. 20, 1978, pp. 685-693. 
48- BLEICH, F. Buckling Strength ofMetal Structures. New-York, McGraw-Hill, 1952. 
49- COST A FERREIRA, C. M. et RONDAL, J. Flambement des Cornieres a Parois 
Minces. Annales des Travaux Publics de Belgique, N° 2, 1986. 
50- BATISTA, E. M. Etude de la Stabilite des Profils a Parois Minces et Section Ouverte 
de Types U etC. These de Doctorat, Faculte des Sciences Appliquees, Departement 
MSM, Universite de Liege, 1988. 
51- DESMOND, T. P.; PEKOZ, T. and WINTER, G. Edge Stiffeners for Thin-Walled 
Members. ASCE, Journal of the Structural Division, Vol. 107, N° ST2, February, 
1981. 
52- HANCOCK, G. J. Distorsional Buckling of Steel Storage Rack Columns. ASCE, 
Journal of Structural Engineering, Vol. 111, N° 12, December, 1985. 
53- LAU, S. C. W. and HANCOCK, G. J. Distorsional Buckling Formulas for Channel 
Columns. ASCE, Journal of Structural Engineering, Vol. 113, N° 5, May, 1987. 
54- LUONGO, A. and PIGNATARO, M. Buckling and Post-Buckling Analysis of 
Stiffened Channels Under Uniform Compression. Construction Metallique, N° 4, 
1986. 
55- SERRETE, R. and PEKOZ, T. Strength of Laterally Unsupported Compression 
Flanges and Panels. Fourth International Colloquium on Structural Stability, 
Mediterranean Session, Istambul, September 16-20, 1991. 
56- EUROCODE 3. Design of Steel Structures. Updated Version of Annex A, Part1.3, 
Cold-Formed Thin Gauge Members and Sheeting: May 5, 1992. Document 
Reference: 3312-CEN/TC 250/SC 3. 
57- AISI-90 (LRFD). Draft for Load and Resistance Factor Design Specification for 
Cold-Formed Steel Structural Members. American Iron and Steel Institute, Research 
Report CF 90-1, August 1990. 
58- STOWELL, E. Z. Compressive Strength of Plates. NACA, Technical Note 2020, 
1950. 
59- MAYERS, J. and BUDIANSKY, B. Analysis of Behavior of Simply Supponed Flat 
Plates Compressed Beyond the Buckling Load into the Plastic Range. NACA, 
Technical Note 3368, 1955. 
60- van der NEUT, A. The Interaction of Local Buckling and Column Failure of Thin-
Walled Compression Members. Proceedings of the Twelfth International Congress of 
Applied Mechanics, p. 389, Springer (1969). 
-B.4-
Bibliographie 
61- van der NEUT, A. The Sensitivity of Thin-Walled Compression Members to Column 
Axis Imperfection. International Journal of Solids and Structures, Vol. 9, 1973, pp. 
999-1011. 
62- KLOPPEL, K. and SCHUBERT, J. The Calculation of the Carrying Capacity in the 
Post-Buckling Range of Thin-Walled Box Columns Loaded by Concentric and 
Excentric Compressive Force. Publications of the Institute for Statics and Steel 
Construction, Darmstadt, 1971. 
63- SKALOUD, M. and NAPRSTEK, J. Limit State of Thin-Walled Steel Columns. 
Rospravy Ceskoslovenske Akademie VED, ISSN0069-2301, 1977. 
64- BATISTA, E. M. Une Methode de Calcul des Poteaux en Acier a Section Ouverte et 
Parois Minces, Anna/es des Travaux Publics de Belgique, N° 4, 1987, pp. 61-75. 
65- BATISTA, E. M.; BATISTA, R. C. and Al'v!EIDA, S. B. A Numerical Solution for 
Nonlinear Analysis of C-Shapped Cold-Formed Columns. Stability of Metal 
Structures, Proceedings of Fourth International Colloquium on Structural Stability, 
Asian Session, Beijing, China, October 10-12, 1989. 
66- CHAJES, A. and CHURCHILL, J. E. Nonlinear Frame Analysis by Finite Elements 
Methods. ASCE, Journal of Structural Engineering, Vol. 113, N° 6, June, 198 7. 
67- BATISTA, R. C. and BATISTA, E. M. Behaviour and Ultimate Load Estimates for 
Thin-Walled Trussed Plane Frames. Thin-Walled Structures, Vol. 14,1992, pp.265-
278. 
68- VLASSOV, B. Z. Pieces Longues en Voiles Minces. Editions Eyrolles, 1962. 
69- de VILLE de GOYET, V. L'Analyse Statique Non Lineaire par la Methode des 
Elements Finis de Structures Spatiales Formees de Poutres a Section Non 
Symetrique. These de Doctorat, Departement MSM, Universite de Liege, Belgique, 
1988. 
70- GIONCU, V. General Theory of Coupled Instabilities. General Report, First 
International Specialty Conference on Coupled Instabilities in Metal Structures, 
CIMS 92, October 12-14, 1992, Timisoara, Romania. 
71- SFINTESCO, D. Fondement Experimental des Courbes Europeennes de Flambement. 
Construction Metallique, N° 3, 1970, pp. 5-12. 
72- BEER, H. and SCHULTZ, G. Bases Theoriques des Courbes Europeennes de 
Flambement. Construction Metallique, N° 3, 1970, pp. 37-57. 
73- RONDAL, J. et MAQUOI, R. Formulations d'Ayrton Perry pour le Flambement de 
Barres Metalliques. Construction Metallique, N° 4, 1979. 
74- AYRTON, W. E. and PERRY, J. On Struts. The Engineer, Vol. 62, 1886. 
- B.5-
Bibliographie 
75- JONHSTON, B. G. Guide to Stability Design Criteria for Metal Structures. New-
York, John Wiley and Sons, 1976. 
76- RONDAL, J. Contribution a !'Etude de Ia Stabilite des Profils Creux a Parois Minces. 
These de Doctorat, Faculte de Sciences Appliquees, Departement MSM, Universite 
de Liege, 1984. 
77- GRIMAULT, J. P.~ MAQUOI, R.; MOUTY, J.; PLUMIER, A. et RONDAL, J. 
Stabilite des Poutres-Poteaux en Profils Creux a Parois Minces. ConstructiOn 
Metallique, N° 4, 1984, pp. 33-41. 
78- HSIAO, L.; YU, W. W. and GALAMBOS, T. V. AISI LRFD Method for Cold-
Formed Steel Structural Members. ASCE, Journal of Structural Engineering, Vol. 
116, N° 2, February, 1990. 
79- DUBINA, D. and GEORGESCU, M. Design Formulas for Interactive Buckling of 
Thin-Walled Compression Members. lith International Conference on Cold-Formed 
Steel Structures, October 20-22, 1992, St. Louis, Missouri, United States. 
80- LEE, S. L., MANUEL, F. S. and ROSSOW, E. C. Large Deflections and Stability of 
Elastic Frames. ASCE, Journal of Engineering Mechanics Division, Vol. 94, 
N° EM2, April, 1968. 
81- FREY, F., de VILLE de GOYET, V., LEMAIRE, E., JETTEUR, P., RICHARD, 
Ch., BERTARINI, I., TAQUET, F., BOERAEVE, Ph., LOGNARD, B., 
"FINELG- Programme electronique d'elements finis non lineaires -User's Manual" 
MSM, Faculte des Sciences Appliquees, Universite de Liege 
IREM, Ecole Polytechnique Federale de Lausanne, Mars 1990. 
82- COSTA FERREIRA, C. M. et RONDAL, J. Etude Experimentale de Ia Stabilite des 
Cornieres a Parois Minces Profilees a Froid. Universite de Liege, Laboratoire de 
Stabilite de Constructions, Rapport N° 149, Janvier 1985. 
83- BATISTA, E. M. Essais de Profils C et U en Acier Plies a Froid, Universite de Liege, 
Laboratoire de Stabilite des Constructions, Rapport N° 157, Septembre 1987. 
84- BATISTA, E. M. Essais de Profils C et U en Acier Plies a Froid - Annexes, 




DIAGRAl\'11\'IES DE CHARGE X RACCOURCISSEl\IE~T DES 
TRONCONSCOURTS 
Dans cette annexe on trouve les diagrammes experimentaux et numeriques de charge x 
raccourcissement des tron9ons courts en profils C essayes par MULLIGAN [33]. 
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Annexe A - Diagrammes charge x raccourcissement 
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